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Resumé  
Denne rapport indeholder resultater fra Energi Forsknings Projektet ”Anvendel-
se, demonstration og videreudvikling af avancerede aerodynamiske og aeroe-
lastiske modeller” (EFP 2002), der dækker perioden 1. juli 2002 til 31. decem-
ber 2003. Projektets parter er Forskningscenter Risø, Danmarks Tekniske Uni-
versitet (DTU), Bonus Energy A/S, LM Glasfiber A/S, NEG Micon A/S og Ve-
stas Wind Systems A/S. I projektet har Risø og DTU demonstreret anvendelsen 
af deres avancerede beregningsmetoder på flere forskellige vindmølledesigns i 
MW-størrelsen. Sammenlignet med traditionelle metoder har de avancerede me-
toder bl.a. vist: 
• at tipundersøgelser og tipdesigns for en vindmøllevinge ikke kan analyseres 
helt korrekt for en ikke-roterende vinge. 
• at modstandskoefficient-fordelingen på en rotor under stilstand ifølge CFD-
beregninger skal forøges fra roden ud mod tippen. 
• at den maksimale opdriftskoefficient i 2D-profildata skal reduceres ved tip-
pen og forøges kraftigt på den inderste del af rotoren, mens modstandskoef-
ficienten generelt skal forøges for alle profilsektioner på vingen, når strøm-
ningen separerer. 
• at valg af profilegenskaber, aerodynamisk såvel som strukturelt, er vigtig 
for en mølles design, laster og støj. 
• at kantsvingninger under stilstand beregnet med en aeroelastisk kode er 
mest kritiske omkring indfaldsvinklerne –40º og 140º, og at disse svingnin-
ger afhænger helt af de givne kurver for opdrift og modstand. 
• at energiproduktionen falder ved store udbøjninger. 
• at vingernes flapegenfrekvens stiger ved store udbøjninger. 
• at der sker en øget kobling mellem kant- og torsionsfrekvens ved store ud-
bøjninger. 
• at et overblik over dynamikken for et mølledesign kan opnås ved anvendel-
se af HAWCStab. 
• at støj kan bestemmes inden for et par dB’s nøjagtighed. 
• at en marginalt ustabil tårnsvingningsform for en aktivt stallreguleret mølle 
kan skyldes lav aerodynamisk dæmpning på den yderste del af vingerne, og 
at dæmpningen for denne svingningsform kan øges ved at montere 
stallstrips på den yderste del af vingen. 
 
Samlet har resultaterne fra projektet vist, at de avancerede metoder anvendt af 
Risø og DTU kan analysere fænomener på møller mere detaljeret end ved tradi-
tionelle metoder. 
 
 
Forsiden: Figuren viser partikelspor omkring en flad plade ved 90º indfaldsvin-
kel (se kapitel 2.6). 
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Forord 
Energi Forsknings Projektet ”Anvendelse, demonstration og videreudvikling af 
avancerede aerodynamiske og aeroelastiske modeller” er gennemført i samar-
bejde mellem Forskningscenter Risø, Danmarks Tekniske Universitet (DTU), 
Bonus Energy A/S, LM Glasfiber A/S, NEG Micon A/S og Vestas Wind Sy-
stems A/S i perioden fra 1. juli 2002 til 31. december 2003. Projektet blev ind-
ledt med en identificering af de usikkerheder som fabrikanterne og Risø/DTU 
står over for ved en analyse af et mølledesign. Desuden udvalgte hver fabrikant 
et vindmølledesign i MW-størrelsen. Disse designs blev benyttet af Risø/DTU 
til at analysere nogle af de usikkerheder i analyse og designprocessen, der blev 
identificeret i starten af projektet. Derved er også anvendelsen af Risø/DTU’s 
værktøjer blevet demonstreret.  
 
Mange forskellige medarbejdere ved DTU og Risø har været involveret i pro-
jektarbejdet og dermed også bidraget til forskningsindsatsen, der ligger til grund 
for denne rapport. For at kunne referere til de forskellige dele af rapporten er det 
valgt at angive forfatternavne på de enkelte kapitler. Det skal dog understreges, 
at rapporten ikke er en detaljeret rapportering for alt arbejdet indenfor projektet, 
og derfor fremgår ikke alle bidragydere til projektet som forfattere til de forskel-
lige kapitler. For en mere uddybende beskrivelse af resultaterne fra projektet 
henvises til kapitel 11, hvor der findes en samlet oversigt over det publicerede 
materiale i projektet. 
 
På DTU er det følgende personer fra Sektionen for Fluid Mekanik under Institut 
for Mekanik, Energi og Konstruktion, der har været involveret i projektet: 
  Stig Øye 
  Jens Nørkær Sørensen 
  Martin O.L. Hansen 
  Wen Zhong Shen 
  Robert Mikkelsen 
  Jess A. Michelsen 
 
På Risø er det hovedsageligt medarbejderne i Programmet Aeroelastisk Design 
(AED), der har arbejdet på projektet: 
  Christian Bak 
  Franck Bertagnolio 
  Thomas Buhl 
  Peter Fuglsang 
  Mac Gaunaa 
  Anders M. Hansen 
  Morten H. Hansen 
  Jeppe Johansen 
  Gunner C. Larsen 
  Torben J. Larsen 
  Helge A. Madsen 
  Flemming Rasmussen 
  Niels N. Sørensen 
  Kenneth Thomsen 
 
Desuden deltog også personer fra udviklingsafdelingerne på Bonus, LM, NEG 
Micon og Vestas. 
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1 Sammenfatning 
Denne rapport indeholder resultater fra Energi Forsknings Projektet ”Anvendel-
se, demonstration og videreudvikling af avancerede aerodynamiske og aeroe-
lastiske modeller”, der dækker perioden 1. juli 2002 til 31. december 2003. Pro-
jektets parter er Forskningscenter Risø, Danmarks Tekniske Universitet (DTU), 
Bonus Energy A/S, LM Glasfiber A/S, NEG Micon A/S og Vestas Wind Sy-
stems A/S. Det er projektets overordnede formål, at opnå størst mulig effekt af 
den forskningsbaserede viden, som er opnået af Risø og DTU igennem det 5-
årige Forskningsprogram i Aeroelasticitet 1997-2001, [1-1], [1-2], [1-3],         
[1-4], [1-5]. Dette opnås ved at bygge bro til den erfaringsbaserede viden, som 
er nødvendig i forbindelse med vurdering og tolkning af avancerede beregnings-
resultater, for at omsætte dette til et konkret design. Et vigtigt element i dette er, 
at forskningsresultaterne omsat til modeller og metoder inden for en række om-
råder samles til en helhed gennem designprocessen. Processen gennemføres for 
flere konkrete MW-møller. Projektet har følgende delmål: 
Risø og DTU har an-
vendt deres værktøjer 
inden for aerody-
namik og aeroelastic-
itet til at analysere 
MW-mølledesigns fra 
Bonus, LM, NEG Mi-
con og Vestas. 
 Samle avancerede modeller til et designkompleks 
 Anvende og videreudvikle dette gennem  en konkret designproces 
 Identificere hensigtsmæssige designændringer som følge af det mere 
detaljerede designgrundlag 
 
Resultatet er en implementeret forskningsbaseret viden, et videreudviklet og 
verificeret designkompleks og et forbedret grundlag for fortsat udvikling af mo-
deller og møller. 
1.1 Projektets hovedresultater 
Ved anvendelse af designs i MW-størrelsen fra de fire deltagende fabrikanter er 
Risø’s og DTU’s værktøjer inden for vindmølledesign benyttet til at analysere 
flere forskellige emner, der er væsentlige ved design af vindmøller. Resultatet 
fra de forskellige emner er beskrevet nedenfor.  
Rotoraerodynamik 
Rotoraerodynamikken for tre rotordesigns er undersøgt vha. beregninger med 
3D CFD og aktuatordisk. To rotorer var pitchreguleret og én var aktivt stallre-
guleret. Lastfordelingen på de pitchregulerede rotorer var i god overensstem-
melse med den traditionelt anvendte Blad Element Momentum (BEM) metode 
for alle vindhastigheder, mens rotorlasten for den aktivt stallregulerede mølle 
blev overestimeret af 3D CFD, når møllen var i stall. Desuden blev der udledt 
profildata fra disse beregninger til brug i BEM-metoden, der anvendes i aero-
elastiske beregninger. For de pitchregulerede møller var profildata i god over-
ensstemmelse med 2D-profildata på en stor del af vingen. Imidlertid var opdrif-
ten reduceret og modstanden forøget på de yderste 5% af vingen i forhold til 
2D-profildata. På den inderste trediedel af vingen reduceres opdriften på den 
pitchregulerede rotor for en given indfaldsvinkel, hvilket skyldes 3D-effekter. 
Rotoraerodynamikken 
er analyseret vha. 3D 
CFD-  og  aktuator-
disk-beregninger. 
Analysen viser god 
overensstemmelse 
med Blad-Element- 
Momentum-metoden, 
som anvendes i de 
aeroelastiske koder. 
Tipstrømning 
Tipstrømningen blev undersøgt for et blad til en MW-mølle vha. 3D CFD-
beregninger. Strømningen omkring bladet med og uden rotation blev analyseret. 
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Vindens hastighed ved 91% af vingelængden var den samme i de to tilfælde. 
Imidlertid var strømningsmønsteret noget forskellige i de to situationer. Derfor 
var konklusionen, at en undersøgelse af tipeffekter ikke kan reduceres til en 
analyse af et ikke-roterende blad, selvom dette ville have lettet analysen betyde-
ligt. 
Aerodynamikken ved 
tippen kan ikke analy-
seres helt korrekt for 
en ikke-roterende vin-
ge, idet strømningen 
ved tippen for en rote-
rende og ikke-
roterende vinge er 
forskellig. 
Profildata 
Baseret på målinger på en aktivt stallreguleret mølle blev der udledt profildata 
for fem radielle sektioner på bladet. Aeroelastiske beregninger med de udledte 
data viste god overensstemmelse med målinger af flapmomenter i fem radielle 
sektioner på vingen, samt den elektriske effekt og tårnbundsmomentet. Sam-
menlignet med 2D-profildata fra vindtunnelmålinger, som er udgangspunktet, 
når profildata til en mølle skal genereres, viste det sig, 1) at maksimum opdrift 
skulle reduceres ved tippen, 2) at maksimum opdrift var nær værdierne for 2D-
dataene ved 70 og 85% rotorradius og 3) at maksimum opdrift blev forøget og 
rykket til større indfaldsvinkler ved 23 og 50% rotorradius. Desuden blev mod-
standen generelt forøget, når vingen begyndte at separere. Sammenlignes de 
udledte data med 3D CFD-beregninger på rotoren, viste det sig, at stall blev for-
sinket i CFD-beregninger, så opdriften blev for stor på den yderste del af vingen 
og for lille på den inderste del af vingen sammenlignet med målingerne. Desu-
den blev modstanden underestimeret i forhold til målingerne. Dette betød, at 
laster og effekt ved vindhastigheder på 12m/s og derover blev overestimeret 
med 3D CFD. 
Den maksimale op-
driftskoefficient i 2D-
profildata skal redu-
ceres ved tippen og 
forøges kraftigt på 
den inderste del af 
rotoren, mens mod-
standskoefficienten 
generelt skal forøges 
for alle profilsektio-
ner på vingen, når 
strømningen separe-
rer. 
Vingedesign 
Profilvalg til en pitchreguleret rotor er undersøgt. Undersøgelsen viste, at valg 
af profiler kan give større frihedsgrader for møllens drift, hvis der vælges profi-
ler med høj maksimal opdrift. Således kan det vælges, om man ønsker forøget 
energiproduktion, med fastholdte laster, fastholdt energiproduktion med reduce-
rede laster eller reduceret støj med et begrænset tab i energiproduktion. Imidler-
tid er profilernes stivhed kombineret med vingens konstruktionsmetode kritisk 
for om en vinge bliver kost-effektiv med profiler med stor maksimal opdrift. 
Valg af profilegen-
skaber, aerodynamisk 
såvel som strukturelt, 
er vigtig for en mølles 
design, laster og støj. 
Stilstandslaster 
Modstandskoefficient-
fordelingen på en ro-
tor under stilstand 
skal ifølge CFD-
beregninger forøges 
fra roden ud mod tip-
pen. 
 
Parkerede rotorer er undersøgt vha. 3D CFD, hvor modstandskraften ved stil-
stand i ekstremvind blev analyseret. Da strømningen omkring en flad plade er 
målt og kendt fra litteraturen er denne undersøgt for at få indblik i de fundamen-
tale mekanismer. Analysen viser, at CFD bestemmer modstandskraften inden 
for få procents nøjagtighed. Desuden er LM8.2-bladet, LM 19.1-bladet samt to 
MW-rotorer blevet analyseret. Analysen af disse blade viser, at fordelingen af 
modstandskoefficienten fra rod til tip stiger, hvilket ikke er i overensstemmelse 
med hidtidige antagelser om, at modstandskoefficienten er størst midt på vingen 
og hurtigt reduceres tæt på roden og tippen. Imidlertid er den integrerede mod-
standskoefficient på de beregnede blade mellem 1.16 og 1.36, hvilket er i god 
overensstemmelse med en modstand på 1.3, som man ofte anvender ved stil-
stands beregninger. Også aeroelastiske beregninger er udført for stillestående 
rotor for at analysere kantvise bladsvingninger, der kan forekomme i simulerin-
gerne. Særligt ved indfaldsvinkler omkring -40º og 140º kan der opstå sving-
ninger i beregningerne. Disse svingninger er dog helt afhængige af niveauet og 
hældningen af kurverne for opdrift og modstand og mindre ændringer af disse 
kurver kan medføre, at svingningerne forsvinder. Eftersom det er sparsomt med 
målinger ved disse indfaldsvinkler, og da tredimensionelle effekter fra sidefor-
Kantsvingninger un-
der stilstand beregnet 
med en aeroelastisk 
kode er mest kritiske 
omkring indfaldsvink-
lerne –40º og 140º. 
Disse svingninger 
afhænger helt af de 
givne kurver for op-
drift og modstand. 
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hold, vridning, taper samt skrå anstrømning er ukendte, er det vanskeligt at be-
stemme det præcise forløb af de kurver, der bør anvendes. 
Store udbøjninger 
Store udbøjninger er undersøgt strukturelt vha. aeroelastiske beregninger og 
aerodynamisk vha. 3D CFD- og aktuatordisk-beregninger. Strukturelt er udbøj-
ningerne undersøgt vha. den aeroelastiske kode HAWC, hvor udbøjningen an-
tages lineær samt af en udgave af HAWC, hvor udbøjningen antages at finde 
sted omkring en middeludbøjet tilstand. Endvidere er en nyligt udviklet multi-
body kode anvendt til sideløbende beregninger. Ved en kraftigt udbøjet rotor 
øges flap egenfrekvensen i forhold til en ikke-udbøjet rotor, primært forårsaget 
af ændret inerti i denne udbøjningsform. For kantfrekvensen sker en øget kob-
ling til torsion af vingen, men dennes egenfrekvens er nogenlunde uændret. 
Desuden er energiproduktionen i forbindelse med udbøjede rotorer undersøgt 
vha. både aeroelastiske beregninger og 3D CFD-beregninger og tabet i energi-
produktion grundet et mindre bestrøget areal var op til 1.5% lavere ved 12 m/s. 
Dette tab kunne dog reduceres til et tab på kun 0.6% ved at kone bladene frem i 
vinden. Den mest optimale facon for vingen lader til at være en forkrum facon i 
en sådan grad at den under udbøjning er lige. 
Ved store vingeudbøj-
ninger: 1) Falder 
energiproduktionen, 
2) Stiger flapegenfre-
kvensen og 3) Sker 
der en øget kobling 
mellem vingernes 
kant- og torsionsfre-
kvens. 
Stabilitet 
Værktøjet HAWCStab til bestemmelse af strukturelle og aeroelastiske modal-
egenskaber og stabilitet for rotorer og hele møller er videreudviklet. Det blev 
anvendt på flere møller og sammenlignet med målinger fra en stallreguleret 
mølle. Sammenligningen viste god overensstemmelse mellem målt og beregnet 
dæmpning af kantsvingningformerne. HAWCStab indeholder et grafisk interfa-
ce, hvor animationer af møllesvingningsformer giver et hurtigt overblik over og 
dybere indsigt i vindmøllers dynamik. 
Man opnår et overblik 
over dynamikken for 
et mølledesign ved 
anvendelse af 
HAWCStab. 
Støjberegninger 
Støjberegninger ved anvendelse af semi-empiriske modeller er anvendt til at 
bestemme støjudbredelsen fra hele rotorer. Modellerne er verificerede for store 
megawatt møller ved at sammenligne beregninger med målinger. Resultaterne 
har vist at støjen bestemmes relativt nøjagtigt inden for et par dB. Modellerne 
antager i sin oprindelige formulering, at profilerne er NACA 0012. Imidlertid 
anvendes denne type profil i praksis aldrig på vindmøller. Derfor er modellen 
videreudviklet, så støjen fra grænselaget på andre profiler kan bestemmes. Det 
overordnede støjniveau flytter sig imidlertid ikke mere end et par dB. 
Vindmøllestøj kan 
bestemmes inden for 
et par dB’s nøjagtig-
hed. 
 
Vindtunnelmålinger 
Vindtunnelafprøvning af Risø-P-15 og Risø-P-21 blev foretaget i september 
måned i VELUX-vindtunnelen. Desuden blev tunnelen valideret vha. det sym-
metriske NACA 0012-profil. Det blev vist ved sammenligning med målinger fra 
andre vindtunneler, at tunnelen med den åbne jet giver gode 2D-resultater mel-
lem indfaldsvinkler omkring –25º og 25º. Ved indfaldsvinkler uden for dette 
interval får man resultater svarende til 3D-tests, idet den recirkulerende zone i 
disse tilfælde når længere nedstrøms end endepladerne, hvorved luft strømmer 
fra ydersiden af endepladerne ind i den recirkulerende zone og øger trykket på 
profiletes læside. Risø-P-profilerne blev testet med og uden ruhed samt med 
stall strips, vortex generatorer og Gurney flaps. Målingerne bekræftede profiler-
nes beregnede egenskaber. 
Risø-P-15 og Risø-P-
21 profilerne blev 
testet i VELUX-
vindtunnelen. Desu-
den blev tunnelen va-
lideret vha. NACA 
0012-profilet. 
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2 Rotoraerodynamik - Jeppe Johansen, 
Niels N. Sørensen og Robert Mikkelsen 
I forbindelse med projektet er der blevet valgt tre ud af fire vindmøller til detal-
jeret undersøgelse af aerodynamikken. Analysen er baseret på CFD rotor bereg-
ninger vha. Navier-Stokes løseren, EllipSys3D. Derudover er også regnet på en 
enkelt rotor vha. aktuator disk metoden. Undersøgelserne inkluderer: Aerodynamikken for 
tre MW-rotorer er 
undersøgt i detalje 
vha. 3D CFD- og ak-
tuatordisk-
beregninger. 
• Beregning af effektkurver (seks vindhastigheder) med antagelse af ikke-
deformerede blade for alle tre møller. 
• Beregning ved en vindhastighed på et ikke-roterende blad (lav indfalds-
vinkel) til undersøgelse af tipstrømninger. (én mølle) 
• Beregning ved en vindhastighed et ikke-roterende blad (høj indfalds-
vinkel) til undersøgelse af lokal drag fordeling i forbindelse med stil-
standslaster. (to møller) 
• Beregning ved en vindhastighed på et lige og et konet blad. Både ude-
formeret og deformeret. (én mølle) 
Endelig er der fra de ikke-deformerede blade udledt profildata baseret på detal-
jeret information af strømningen i rotorplanet. Disse er benyttet som input til en 
Blad Element Momentum (BEM) metode, hvor effektkurver samt induktions-
faktorer er beregnet til sammenligning. 
2.1 Navier-Stokes løseren EllipSys3D 
Navier-Stokes løseren EllipSys3D, der er udviklet i samarbejde mellem DTU og 
Risø, Michelsen [2-1], [2-2] og Sørensen [2-3], blev benyttet til at løse strøm-
ningen omkring vindmøllerotorerne. 
EllipSys3D beregningerne er generelt udført med antagelse af stationær strøm-
ning. Dog er der for beregninger på de ikke-roterende blade ved høj indfalds-
vinkel regnet instationært, hvor der er benyttet sub-iterationer og globalt tids-
skridt for at opretholde tidsnøjagtigheden.  
Beregningsnet 
Der benyttes en O-O net-topologi til EllipSys3D beregningerne og overfladenet-
tet består af 256 celler rundt om bladet i korderetningen og 128 celler i spanvis 
retning. Se Figur 2-1 Ved tippen er en ekstra blok á 642 celler placeret. Antallet 
af celler væk fra bladoverfladen i normalretningen er for de roterende blade 64 i 
den indre del af nettet. Kun et af de tre blade er modelleret, hvorved der drages 
fordel af 120º symmetri. Den ydre del af nettet består af 5 blokke af 643 celler. 
Det giver 3.7⋅106 celler i alt. Den ydre rand er sfærisk og er placeret omkring 
seks rotordiametre væk. På bladoverfladen er ’no-slip’ randbetingelse, mens der 
er på den ydre rand er henholdsvis indløb og udløb. Periodiske randbetingelser 
er benyttet på 120º’s fladerne. (De røde flader i Figur 2-1). Beregningsnettet til 
de ikke-roterende blade består af 9 blokke á 633 celler. Her er den ydre rand be-
skrevet ved en halv-kugle i fem bladlængders afstand. Alle de benyttede net er 
genereret med Risøs netgenerator HypGrid3D. 
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Figur 2-1: Beregningsnettet omkring bladet. Den lyseblå overflade er den ydre 
rand, den røde overflade er de periodiske rande mens den grønne overflade har 
en ’slip’ randbetingelse. Antallet af beregningsceller er reduceret af grafiske 
årsager. 
2.2 Aktuator disk model 
Aktuator disk modellen bygger på aktuator disk princippet kombineret med løs-
ning af de aksesymmetriske Navier-Stokes ligninger. Modellen er udviklet af 
Sørensen og kollegaer på DTU og formuleret i Ψ-ω variable [2-10]. Rotoren 
modelleres med volumenkræfter bestemt via tabulerede profildata. Modellen er 
tidligere anvendt til at undersøge effekten ved koning af rotorbladene op eller 
nedstrøms. Det kunne i den forbindelse konkluderes, at de inducerede hastighe-
der ændres markant med øget koningsvinkel, samt at BEM modellen ikke er i 
stand til at modellere koning. Derudover kunne det konstateres, at effektkoeffi-
cienten baseret på det projicerede areal, der er reduceret ved koning, kun ændres 
marginalt. Det undersøges i det følgende mere detaljeret ved at inkludere ind-
flydelsen af vingernes udbøjning.  
Beregningsnet og volumenkræfter  
Beregningerne foretages på et regulært beregningsnet udspændt i radiær og ak-
sial retning, i et domæne på 20x50 rotor radier. Der er anvendt 241x241 net-
punkter og selve rotoren er repræsenteret med 81 ækvidistant fordelte punkter.  
 
Figur 2-2: Vægtet kraftfordelings funktion for fremadkonet og udbøjet rotor.  
Symmetriaksen er nederst og rotortippen øverst. 
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Det helt centrale i metoden, er de kræfter der repræsenterer rotoren. I det akse-
symmetriske beregningsplan er rotoren repræsenteret ved en enkelt linje, aktua-
tor disken, der kan være ret, konet eller udbøjet. Beregningsnettet følger således 
ikke geometrien af rotorplanet. Kræfter, der repræsenterer belastningen på roto-
ren, er derimod indlagt som volumenkræfter i alle netpunkter, koncentreret om-
kring aktuator disken. Kræfterne koncentreres omkring aktuator disken med en 
Gaussisk fordelingsfunktion (Figur 2-2) der vægtes med normalafstanden mel-
lem det enkelte netpunkt og aktuator disken. Idet aktuator disken ikke følger 
beregningsnettet, bestemmes hastigheder på disken ved interpolation mellem 
omkringliggende beregnede hastigheder. De ekstraherede hastigheder på disken 
anvendes på samme måde som for en BEM model til at bestemme indfaldsvin-
kel og relativ hastighed og dermed aerodynamiske laster via profildata, men til 
forskel fra BEM modellen er de inducerede hastigheder inkluderet i de ekstrahe-
rede hastigheder, da modellen beregner det absolutte hastighedsfelt.  
2.3 Metode til at ekstrahere profildata vha. CFD 
Det er velkendt at den faktiske indfaldsvinkel af strømningen omkring en vinge 
eller et vindmølleblad er svær at definere præcis da bladets tilstedeværelse ska-
ber inducerede hastigheder, der ændrer strømningen lokalt. Her vil der blive 
præsenteret en metode til at bestemme denne lokale indfaldsvinkel, α. Metoden 
er baseret på bestemmelse af den reducerede aksiale hastighed i rotorplanet, w, 
hvorefter den lokale indfaldsvinkel kan bestemmes ud fra en simpel trekants 
betragtning. 
Metoden, der oprindelig er foreslået af Hansen et al. [2-6] og siden hen videre-
udviklet af Johansen og Sørensen [2-7], er en metode til at bestemme den fakti-
ske indstrømnings-hastighed, hvori der tages hensyn til opbremsningen af aksi-
alstrømningen pga. rotoren.  
I metoden bliver middel indstrømningshastigheden bestemt i et tyndt annulært 
element ved en given radiær position (se Figur 2-3, til venstre). For at bestemme 
den aksiale induktionsfaktor, a, kan middel aksialhastigheden, w, som funktion 
af aksial afstand fra rotorplanet bestemmes ved at bevæge det annulære element 
fra en afstand opstrøms rotoren gennem rotorplanet til nedstrøms rotoren i aksi-
al retning. Middel aksialhastigheden i rotorplanet kan så direkte aflæses i plottet 
til højre i Figur 2-3. 
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Figur 2-3: Skematisk plot der viser princippet i metoden til bestemmelse af ak-
sialhastigheden i rotorplanet. Til højre vises middel aksialhastigheden, w, som 
funktion af afstand fra rotorplanet, W = 10 m/s. 
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Tilsvarende kan gøres til bestemmelse af den tangentielle induktionsfaktor, a´. 
Kendes rotationshastigheden, Ω, samt den lokale pitchvinkel af den givne 
profilsektion, θ, er det muligt at bestemme den lokale indfaldsvinkel, α, udfra 
θφα −= , 
hvor 
⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛
Ω+
−= −
ra
Wa
)'1(
)1(tan 1φ  
er den lokal strømningsvinkel. Cl og Cd kan bestemmes ud fra kraftfordelinger-
ne på bladet.  
For at eftervise metoden er de ekstraherede profildata brugt som input i en stan-
dard BEM kode. Normalt er der i standard BEM koder inkluderet Prandtl’s tip-
tabskorrektion, der tager højde for tip effekten samt antallet af blade. I den nær-
værende version er denne slået fra da effekten fra tippen automatisk er inklude-
ret i de ekstraherede profildata. 
2.4 Normal drift 
Radial fordeling af kræfter 
De pågældende rotorer kaldes i det følgende for B1, B2 samt B3 af konfidentiel-
le årsager. For hver af de tre rotorer er der beregnet seks vindhastigheder. Der er 
beregnet effektkurver, radiale fordelinger af normal og tangentiel kraft samt 
aksiale induktionsfaktorer, a. Derudover er der bestemt profildata ved den oven-
stående beskrevne metode og disse er benyttet som input i en standard BEM 
kode til sammenligning. Endelig er der for rotor B3 sammenlignet med målin-
ger. 
B1 og B2 er pitch regulerede rotorer, hvorimod B3 er en aktiv stall-reguleret 
rotor. 
Figur 2-4 til Figur 2-6 viser tangentiel og normal kraft langs bladet for hen-
holdsvis B1, B2 og B3. 
 
Figur 2-4: Tangential (venstre) og normal (højre) kræfter langs bladet for rotor 
B1. 
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Figur 2-5: Tangential (venstre) og normal (højre) kræfter langs bladet for rotor 
B2. 
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Figur 2-6: Tangential (venstre) og normal (højre) kræfter langs bladet for rotor 
B3. 
Den radielle fordeling 
af kræfterne på 
vingerne er bestemt 
for de tre rotorer. 
For B1 og B2 er 14 og 16 m/s testtilfældene pitchet til lavere indfaldsvinkler, 
hvilket resulterer i lavere normalkræfter samt ændrede tangentiel kræfter. 
B3 derimod er som tidligere nævnt en aktiv stall rotor, hvor bladet er pitchet 
mod højere indfaldsvinkler ved højere vindhastighed. Som det vil fremgå af 
effektkurverne er der en stor fejlestimering af effektproduktionen ved høj vind-
hastighed for rotor B3. Dette skyldes at strømningen er kraftigt separeret. Da 
CFD beregningen er foretaget under antagelse af stationær strømning samt med 
en standard RANS turbulens model og uden transition er det kendt at beregnin-
ger af disse konfigurationer underestimerer separationen og dermed overestime-
rer effektproduktionen. 
På tangentialkraften for rotor B3 ses et kraftigt ”hak” ved den højeste vindha-
stighed i afstanden 97 %. Dette skyldes en kraftig hvirvel på overfladen. Denne 
hvirvel vil ikke nødvendigvis være tilstede i en fysisk driftssituation da kræfter-
ne ikke er korrekt estimeret. 
Induktion 
Den beregnede induktion er i Figur 2-7 repræsenteret ved middel aksialhastig-
heden som funktion af radius. 
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Figur 2-7: Reduceret middel aksial hastighed som funktion af radius for rotor 
henholdsvis B1(øverst), B2(i midten) og B3(nederst). 
Som forventet er induktionen størst for lav vind ved omkring 70 - 80 % radius 
for alle tre rotorer. 
Profildata 
De ekstraherede profildata er vist i Figur 2-8 til Figur 2-10. 
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 Cl reduceres og Cd 
øges mod  
tippen pga.  
tipeffekten. 
Figur 2-8: Cl (venstre) og Cd (højre) ved forskellige radiære positioner, B1. 
 
På den inderste 
del af bladet re-
duceres Cl, hvilket 
bl.a. skyldes lave-
re Reynolds tal 
samt relativt tykke 
profiler. 
Figur 2-9: Cl (venstre) og Cd (højre) ved forskellige radiære positioner, B2. 
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Figur 2-10: Cl (venstre) og Cd (højre) ved forskellige radiære positioner, B3. 
For alle tre rotorer ses det at Cl reduceres hen imod tippen pga. tipeffekten, 
hvorimod Cd øges hen imod tippen. Inde ved roden, hvor profilerne er relativt 
tykke og Reynolds tallet lavt, vil Cl også blive reduceret. Det er kun på den al-
lerinderste del af bladet (Se B3, r = 14 %) at Cd øges hvilket bl.a. skyldes et 
mindre separeret område. 
Rotorerne B1 og B2 pitcher mod lavere indfaldsvinkler ved høje vindhastighe-
der, hvilket ses som et fald i indfaldsvinkel for en given radiær position. Yder-
mere opnås et lavere Cl niveau på den inderste del af bladet. Rotor B3 derimod 
opererer ved væsentlig højere indfaldsvinkler. 
Cd for rotor B1 udviser et ”dyk” ved 7º - 8º indfaldsvinkel. Der er ikke i de på-
gældende beregninger fundet nogen forklaring på dette. Men det skal nævnes at 
der for offentligt tilgængelige målte 2D profildata er fundet lignende opførsel 
for nogle profiler. 
Effektkurver 
Endelig er effektkurverne for henholdsvis B1, B2 og B3 vist i Figur 2-11.  
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 Der er god overens-
stemmelse mellem 
BEM og CFD med de 
ekstraherede profilda-
ta. 
 
 
Effekten overestime-
res ved høj vind for 
stall-regulerede møl-
ler. 
Figur 2-11: Effekt kurver for B1, (øverst), B2 (i midten) og B3 (nederst). 
Til sammenligning er plottet effektkurver beregnet med en standard BEM-kode 
med de ekstraherede profildata som input. Endvidere er der for rotor B3 sam-
menlignet med målinger. For de to pitchregulerede rotorer, B1 og B2, er over-
ensstemmelsen god. For rotor B3 er effekten kraftigt overestimeret ved høje 
vindhastigheder. Dette er, som tidligere nævnt, et kendt fænomen ved beregning 
af stall-regulerede rotorer. Overensstemmelsen mellem CFD-beregningerne og 
BEM beregningerne er derimod god.  
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2.5 Aerodynamik for stillestående rotor: lav ind-
faldsvinkel 
Til undersøgelse af tipstrømninger samt effekten af rotationen er der foretaget 
beregninger på et ikke-roterende blad med tilsvarende indfaldsvinkel som for 
det roterende blad. Formålet med undersøgelsen er at se om strømningen samt 
belastningerne er sammenlignelige for de to forskellige driftssituationer. Hvis 
dette er tilfældet er det muligt at lave detaljerede tipundersøgelser i en vindtun-
nel ved blot at indsætte det yderste af bladet i testsektionen. Dette vil så kunne 
benyttes til fremtidige tipdesigns. 
Tipstrømningen er 
undersøgt for et 
roterende og ikke-
roterende blad. 
Pga. rotation er både indfaldsvinkel og indstrømningshastighed meget forskelli-
ge fra ikke-roterende blad og følgende fremgangsmåde til bestemmelse af en 
tilsvarende indfaldsvinkel er derfor benyttet: 
Der er valgt en radiær position hvor 3D effekterne antages så små som mulige. 
Her er valgt rotorradius = 91%. For det roterende blad er der bestemt en ind-
faldsvinkel ud fra den tidligere beskrevne metode resulterende i α = 8.82º. Et 
ikke-roterende tilfælde er beregnet med samme indfaldsvinkel i r = 91% samt 
samme indstrømningshastighed. Ved at sammenligne tryk fordelingerne (Figur 
2-12) ses det at stagnationspunktet ikke svarer helt overens. Dette skyldes 
downwash induceret af den ikke-konstante spanvise lift. Ved at ændre indfalds-
vinklen lidt kan der opnås sammenfald i stagnations punkt og dermed en tilsva-
rende effektiv indfaldsvinkel. Den endelige indfaldsvinkel for det ikke-
roterende blad er således α = 9.42º. 
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Figur 2-12: Tryk fordeling for et ikke-roterende blad ved tre indfaldsvinkler 
sammenlignet med tilsvarende roterende blad i rotorradius = 91 %. 
Figur 2-13 viser indfaldsvinklen som funktion af radius for det roterende og det 
ikke-roterende blad, hvor indfaldsvinklen for det ikke-roterende blad er givet 
ved den geometriske indfaldsvinkel. Dvs. at 3D effekter er inkluderet i α for det 
roterende blad men ikke for det ikke-roterende blad. 
5
10
15
20
25
30
35
40
45
50
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1
α
r/R
rotating blade
non-rotating blade
α
 
Figur 2-13: Indfaldsvinkel som funktion af radius. 
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Figur 2-14: Strømlinjer omkring roterende (rød) og ikke-roterende (sort) blad 
for de yderste 15% af bladet (venstre). Overflade strømlinjer på de yderste 
1.5% af bladet (højre).  
Som det ses af strømlinjeplottene i Figur 2-14 er strømningen mere separeret 
helt ude på tippen for det ikke-roterende blad. Derudover bøjer strømningen 
også mere af for det ikke-roterende blad og 3D effekterne må derfor forventes at 
være større. 
Ses på tangential- og normalkraftfordeling langs bladet i Figur 2-15 ses forståe-
ligt nok en væsentlig forskel på det inderste af bladet. Men på det yderste af 
tippen ses at normalkraften har en stejlere gradient på det ikke-roterende blad, 
hvilket igen antyder en kraftigere 3D effekt. 
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Figur 2-15: Tangential- (venstre) og normalkraft (højre) langs bladet. 
Endelig er strømningen visualiseret i Figur 2-16, hvor en enkelt strømlinje ved 
tippen samt et hvirvelstyrke-konturplot bagved bladet er vist. I konturplottet er 
benyttet samme farve skala for at kunne skelne styrken af tiphvirvlen. Det ses at 
tiphvirvelen for det ikke-roterende blad er mere koncentreret, hvorimod hvirvel-
styrken er spredt mere ud langs bladet for det roterende blad. 
  
Figur 2-16: hvirvelstyrke konturplot bagved bladet. Roterende (venstre) og ik-
ke-roterende (højre). 
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Forskellen i strøm-
ning mellem roteren-
de og ikke-roterende 
blad er for stor til en 
direkte sammenlig-
ning. 
På baggrund af de fremviste resultater må det konkluderes at forskellen i strøm-
ningen mellem et roterende og ikke-roterende blad er for stor til at man kan lave 
en direkte sammenligning ved kun at undersøge et ikke-roterende blad med 
samme geometri i en vindtunnel. Alternativt kunne man vride bladet så den 
geometriske indfaldsvinkel er identisk langs bladet, hvilket vil reducere den ene 
af usikkerhederne. 
2.6 Aerodynamik for stillestående rotor: høj ind-
faldsvinkel 
Aerodynamikken i forbindelse med møller i parkeret tilstand, er stadig et uaf-
klaret problem. Således er der i forbindelse med anvendelsen af Blad Element 
Momentum (BEM) metoden brug for profildata ved meget høje indfaldsvinkler, 
hvilket sjældent er tilgængeligt direkte fra målinger. Ofte benyttes meget simple 
antagelser baseret på målinger af flade plader kombineret med antagelser om 
variationen langs bladaksen. Desuden er anvendelse af BEM metoden under 
stilstand en anvendelse uden for det generelle gyldighedsområde for metoden. 
At analysere aerodynamikken generelt under stilstand er et meget omfattende 
problem, idet det kræver at man kortlægger aerodynamikken over vingerne ved 
alle tænkelige anstrømninger. I dette projekt er derfor kun undersøgt et special-
tilfælde, nemlig aerodynamikken ved stilstand med bladet parkeret på tværs af 
strømningsretningen ved 90 graders tipvinkel. 
Metode 
I det følgende beskrives et CFD studie af parkerede rotorer, yderligere detaljer 
kan findes i [2-8]. For at dokumentere at CFD koden kan anvendes til dette for-
mål, er der først gennemført beregninger på en serie flade plader med forskelli-
ge sideforhold. 
Som nævnt i sektionen ”Beregningsnet” i kapitel 2.1 er der benyttet en O-O net-
topologi til både de flade plader og til rotorbladene, se Figur 2-17. Placeringen 
af indløbet og udløb for domænerne fremgår af Figur 2-17, hvor man ser ind i 
domænet gennem udløbet og den resterende del af den kugleformede rand er 
specificeret som indløb og der er specificeret en symmetrirandbetingelse på det 
vandrette plan. 
 
 
Figur 2-17: Billedet til venstre viser detalje af nettet ved "tippen" af en flad 
plade, for overskuelighedens skyld er tykkelsen af pladen skaleret op og kun 
hver tredje netlinie vist. Billedet til højre giver et typisk eksempel på de net der 
er benyttet omkring både de flade plader og rotorbladene. 
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Resultater 
Inden beregningerne på de parkerede rotorblade blev påbegyndt, blev der først 
gennemført et studie af strømningen omkring en serie flade plader med forskel-
lige sideforhold. Strømningen omkring de flade plader har en række ligheder 
med strømningen omkring et parkeret rotorblad, og kan således benyttes til at 
verificere at koden kan anvendes til det ønskede formål. Vi må dog samtidigt 
gøre os klart at der også er en række forskelle, som vi også senere vil komme 
ind på. 
I [2-8] er der givet en mere detaljeret gennemgang af flad plade beregningerne, 
hvor det dokumenteres at et dimensionsløst tidsskridt på 0.01 sikrer at løsningen 
ikke er påvirket væsentligt af tidsskridtet. Der blev gennemført beregninger for 
tre flade plader, med sideforhold længde/bredde = L/w = [2, 20 og 40] placeret 
vinkelret på strømningen. Pladerne havde en tykkelse på en hundrededel af pla-
dernes brede. Et Reynoldstal på en million blev benyttet i disse beregninger ba-
seret på fristrømshastigheden og bredden af pladen, for at sikre at resultaterne 
havde relevans i forbindelse med de følgende studier af parkerede vindmølle 
rotorer.  
Resultatet af disse beregninger kan ses i Tabel 2-1, hvor der sammenlignes mål-
te og beregnede modstandsværdier. Det fremgår tydeligt at der er en meget fin 
overensstemmelse mellem beregninger og målinger, og at koden desuden fanger 
den korrekte afhængighed mellem modstand og sideforhold. 
Tabel 2-1: Sammenligning af beregnede og målte modstandsværdier for plader 
med forskelligt sideforhold. 
L/w Cd Beregnet Cd Målt 
2 1.20 1.18 
20 1.48 1.49 
40 1.73 1.73 
 
Modsat målinger, giver beregningerne direkte mulighed for at undersøge varia-
tionen af modstanden langs pladens længderetning, se Figur 2-18. Figuren giver 
to vigtige nye informationer. Den gængse forventning om et område centralt på 
pladen, hvor modstanden antager værdien 1.98, den integrerede værdi for en 
uendelig lang flad plade, opfyldes ikke for nogle af de tre plader. Det ses at når 
sideforholdet øges fra 2 til 40 vokser modstanden fra 1.2 til cirka 1.8 på den 
centrale del af pladen, området omkring 0 på x-aksen, og nærmer sig således 
den teoretiske værdi. Dette antyder at vi heller ikke på moderne lange vindmøl-
levinger kan forvente at finde et centralt område på rotoren hvor vi har en mod-
standskoefficient på 1.98. 
Selv for høje sidefor-
hold vil den lokale Cd 
ikke nå op på 1.98, 
som gælder for en 
uendelig lang, flad 
plade. 
Den anden effekt der kan observeres, er en lokalt forøget modstand nær ’tippen’ 
af pladerne, dette kan være vigtigt for vindmøller, idet dette vil resultere i for-
øget modstand sammenlignet med de gængse metoder benyttet for vindmøller. 
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Figur 2-18: Variationen af den sektionsvise modstand langs længderetningen af 
de tre flade plader. l/L =0 viser pladens midte mens l/L = 1 viser tippen. 
Efter at have set at modellen er i stand til at bestemme modstanden på flade pla-
der med god nøjagtighed, fortsættes med fire forskellige rotorer. Sammenlignet 
med de flade plader er der en række parametre, der gør analysen mere kom-
pleks. Typiske vindmøllevinger har varierende korde, er vredet kraftigt og pro-
filsektionerne varierer langs bladets længdeakse. Vingernes forkant er afrundet 
sammenlignet med de skarpe kanter på pladerne, hvilket betyder at separations-
punktet ikke længere er veldefineret som på pladerne men vil afhænge af den 
lokale strømning. De fire vindmøllevinger der er undersøgt er en LM8.2 vinge, 
en LM19.1 vinge, og to moderne vindmølleblade i MW-klassen. Planformen for 
disse vinger er givet i Figur 2-19, den relative tykkelsesfordeling kan ses i Figur 
2-20 og vridningsfordelingen er givet i Figur 2-21.  
Betragter man planformen for de fire blade, Figur 2-19, er det klart at LM8.2 
bladet er det der afviger kraftigst fra de resterende blade, mens LM19.1 bladet 
ligner de to moderne blade langt mere.  Ser man på tykkelsesvariationen, Figur 
2-20, ligner Modern Blade1 og LM19.1 hinanden mens Modern Blade 2 minder 
langt mere om LM8.2 bladet. Ser man endelig på vridningsfordelingen, Figur 
2-21, er der ikke noget klart billede idet de to moderne blade nær roden ligger 
på hver sin side af de to ældre blade. Modern Blade 1 har lavere vridning mens 
Modern Blade 2 har højere vridning.  
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Figur 2-19: Planformen for de fire vindmølle vinger. 
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Figur 2-20: Spanvis variation af relativ tykkelse for de fire vindmølle blade. 
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Figur 2-21: Spanvis variation af vridningsfordelingen for de fire vindmøllebla-
de. 
I nedenstående Tabel 2-2 er de beregnede modstandskoefficienter for de fire 
blade angivet som funktion af sideforholdet. Det fremgår klart af tabellen at der 
ikke er den samme direkte kobling mellem sideforhold og modstandskoefficient 
som observeret ved de flade plader. Sammenlignet med de tidligere resultater 
for LM19.1 beregnet i forbindelse med EFP-98 projektet [2-9], er der en kraftig 
afvigelse. Årsagen til denne afvigelse er hovedsagelig en fejl i postprocesserin-
gen af 1998 resultaterne, hvor den integrerede modstand såvel som de spanvise 
dragfordelinger er en faktor 1.3 for lav. Korrigeres for denne faktor giver 1998 
resultaterne en Cd værdi på 1.39 for de instationære beregninger. I Figur 2-22 er 
beregnede resultater for både pladerne og vingerne sammenlignet med målte 
værdier for flade plader og cylindre af forskellige sideforhold. Af denne figur 
fremgår det klart at vingerne ligger mellem de målte værdier for plader og cy-
lindre, med en tendens mod at moderne blade afviger mere fra flade plader en 
de gamle blade. Idet modstanden ud over sideforholdet afhænger af en lang 
række andre parametre, korde variationen, de afrundede forkanter, profil formen 
og bladets vridning, er det ikke overraskende at der er afvigelser fra målingerne 
på flad plade. 
Tabel 2-2: Beregnede modstandskoefficienter for de fire vindmølleblade. 
Vinge L/w Cd Beregnet 
LM8.2 11.4 1.23 
LM19.1 18.0 1.32 
Modern Blade 1 21.0 1.16 
Modern Blade 2 24.0 1.27 
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Figur 2-22: Sammenligning af de beregnede modstandskoefficienter for plader-
ne og vingerne med målte værdier for flade plader og cylindre. 
Som for de flade plader kan vi igen undersøge den spanvise variation af mod-
standskoefficienterne for de fire blade, se Figur 2-23. Som observeret for pla-
derne, ser vi også for vingerne at modstanden er lokalt forhøjet meget tæt ved 
tippen. Ligeledes ser vi at for alle bladene har vi en modstandskoefficient i om-
rådet 0.6 til 0.9 nær roden hvor bladene tilnærmes til en cylindersektion, hvilket 
er i god overensstemmelse med modstanden på ca. 0.7 for cylindre med sidefor-
hold på 3-4. Modsat for de flade plader er der ikke noget fladt område på kur-
verne, i stedet er der en glat overgang fra de lave værdier ved roden til de høje 
værdier ved tippen. 
En konstant Cd  for en 
hel vinge i stilstand, 
der giver en korrekt 
aksialkraft, vil resul-
tere i et flapmoment 
der er ca. 5 % for 
lavt. 
Hvis man antager en konstant modstandskoefficient der giver korrekt aksial-
kraft, i overensstemmelse med den almindelig praksis, vil den faktiske spanvise 
variation af modstandskoefficienten resultere i et flapmoment der er cirka 5 % 
for lavt. 
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Figur 2-23: Beregnet spanvis variation af modstandskoefficient for de fire vind-
mølle vinger. 
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Konklusion 
Der er gennemført et numerisk studie af modstandskoefficienterne for flade pla-
der af varierende sideforhold, og for fire forskellige vindmøllevinger placeret 
vinkelret på indstrømningen. Studiet af de flade plader viste at modellen er i 
stand til at forudsige den korrekte modstandskoefficient for forskellige sidefor-
hold. Ligeledes viste disse beregninger at man ikke har et centralt område på 
pladen hvor Cd er 1.98 som for uendelige lange plader, men at værdien på den 
centrale del af pladen nærmer sig denne værdi nedefra ved voksende sidefor-
hold. Desuden viste beregningerne, at der var en tipeffekt på pladerne, der resul-
terede i lokalt forhøjet modstandskoefficient tæt ved tippen.  
Det efterfølgende studie af de fire vindmøllevinger viste, at for disse var der 
ikke en direkte forbindelse mellem sideforholdet og modstandskoefficienten, 
hvilket skyldes at en lang række andre parametre også har stor betydning. Mod-
standskoefficienterne for de fire undersøgte blade lå i området 1.16 til 1.32, i 
ganske god overensstemmelse med de almindelig anvendte værdier. Den span-
vise fordeling af modstandskoefficienten for disse blade viste, at man har lave 
værdier [0.6-0.9] nær roden, hvor bladet tilnærmes en cylinder, hvorefter man 
har gradvist voksende værdier, når man bevæger sig ud mod tippen, hvor der 
som for pladerne er lokalt forhøjede værdier. Antager man som ved almindelig 
praksis en konstant modstandskoefficient langs hele bladet, vil konsekvensen af 
den faktiske form af kurven være en underestimering af flapmomentet omkring 
5% for de undersøgte rotorblade.  
2.7 Deformerede blade 
Aerodynamikken for 
rotorer med udbøjede 
og konede vinger er 
undersøgt. 
For at undersøge effekten af en belastet og udbøjet rotor er der foretaget tre eks-
tra beregninger ved en given vindhastighed for en af møllerne. Bladet er defor-
meret ifølge en aeroelastisk beregning med beregningskoden HAWC, hvor ae-
rodynamikken er beregnet med en BEM kode. Den resulterende udbøjning er 
benyttet som en statisk udbøjning af bladgeometrien i beregningsnettet til CFD 
beregningen. Desuden er effekten af fremad-koning også undersøgt. Udbøjnin-
gen i torsion er i CFD beregningen negligeret da den maksimale torsionsvrid-
ning var mindre end 0.3º, samt at usikkerheden var stor. Der er i det følgende 
brugt to forskellige CFD metoder. Først er beskrevet beregninger med Ellip-
Sys3D og efterfølgende er resultater med en generaliseret aktuator disk model, 
baseret på løsning af de aksesymmetriske Navier-Stokes ligninger, beskrevet. 
 
De beregnede testtilfælde er vist i Figur 2-24 og er henholdsvis: 
• Ikke-konet og ikke-udbøjet blad (rød) 
• Fremad konet og ikke-udbøjet blad (grøn) 
• Ikke-konet og udbøjet blad (gul) 
• Fremad konet og udbøjet blad (blå) 
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 Vind 
Figur 2-24: Fire forskellige blad konfigurationeri ved 12 m/s. 
EllipSys3D resultater 
Pga. både fremad koning og udbøjning vil det bestrøgne areal ændres, hvilket 
også vil påvirke effekten. Tabel2-3 viser afvigelsen i den mekaniske effekt for 
de fire forskellige konfigurationer beregnet med EllipSys3D. 
Tabel2-3: Afvigelsen i mekanisk effekt for de fire forskellige konfigurationer 
Blad konf. Afv. i effekt Afv. Areal 
Ikke-konet, ikke-udbøjet - - 
Fremad konet, ikke-udbøjet  -2.0 % -0.49 % 
Ikke-konet, udbøjet  -1.2 % -1.24 % 
Fremad konet, udbøjet  -1.6 % -0.58 % 
 
 
Figur 2-25: Tangentiel (venstre) og normal kræfter (højre) langs bladet for de 
fire testtilfælde. 
Figur 2-25 viser forskellen i normal- (venstre) og tangentielkræfter (højre) som 
funktion af radius for de fire testtilfælde. Sammenlignes resultaterne i Tabel2-3 
med kræfterne i Figur 2-25 ses det at reduktionen i effekt ikke kun skyldes re-
duktionen i bestrøget areal. De fremad konede blade mister trækkraft (Fx) midt 
på bladet mens de udbøjede blade mister trækkraft på det yderste 20 % af bla-
det. 
Aktuator disk resultater 
Den numeriske løsning af Navier-Stokes ligninger kombineret med aktuator 
disk princippet er vist på Figur 2-26 for en rotor der er konet opstrøms og bag-
udbøjet som følge af den aerodynamiske belastning og centrifugal laster. Løs-
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ningen er stationær og viser vorticity konturer koncentreret omkring tip regio-
nen samt den producerede vorticity hidrørende fra rodhvirvlen langs center ak-
sen. 
 
 
Figur 2-26: Vorticity konturer og streak linier gennem en konet og udbøjet ro-
tor 
De indtegnede streak-linier viser endvidere den decelererede slipstrøm samt 
ekspansionen af slipstrømmen. Det skal bemærkes at strukturmodellen ikke be-
varer længden af rotoren, idet udbøjningsretningen regnes normal til rotoren og 
derved øges længden af rotoren som funktion af udbøjning. Det enkelte segment 
normeres efterfølgende, således at længden af aktuator disken svarer til den ube-
lastede rotor, så der tilnærmet opnås en bedre overensstemmelse med den de-
formerede rotors form. 
Den deformerede vingeform er bestemt med en modalstrukturmodel [2-11]. 
Figur 2-27 viser indflydelsen på kraftfordelingen normal til det udbøjede rotor-
plan og i den tangentielle retning, ved de forskellige vingeudformninger ved 12 
m/s. 
 
Figur 2-27: Normal og tangential kræfter ved 12 m/s 
Det ses umiddelbart at ændringerne er små, og at trækkraften for de deformere-
de vinger reduceres på den yderste del af bladet, mens den stiger på den inderste 
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del. Dette stemmer overens med den observerede trend fra 3D Navier-Stokes 
beregninger for trækkraften præsenteret tidligere, dog reduceres trækkraften for 
den inderste del af bladet ikke for det konede tilfælde ved anvendelse af aktua-
tor disk modellen. 
 
Figur 2-28: Aksiale (venstre) og radiale (højre) hastigheds variationer i rotor-
planet 
Ser man på de aksiale og radiale hastigheder i rotorplanet på Figur 2-28, ses det, 
at den aksiale hastighed reduceres mindre for de deformerede vinger mens den 
radiære hastighed er næsten uændret. Hastigheden normal til den udbøjede rotor 
er givet ved  
ββ sincos rzn VVV +=  
hvor β defineres positiv opstrøms og er summen af konings vinklen og vinklen 
for den deformerede vinge lokalt ud langs vingen. Figur 2-29 viser at normal-
hastigheden reduceres betydeligt for de deformerede blade yderst på vingen, 
sammenlignet med de to tilfælde uden deformation. Dette skyldes den radiære 
hastighed og den lokale udbøjnings vinkel som er negativ i tip regionen.  
 
Figur 2-29: Hastigheds variation normal til rotorplanet. 
 
Normal-hastigheden styrer således den lokale flowvinkel og relative hastighed 
givet ved udtrykket  
222 )(,tan θ
θ
φ VrVV
Vr
V
nrel
n −Ω+=−Ω=  
og derved ændres den lokale hastighedstrekant sig som følge af den radiære ha-
stighed og lokale udbøjning. Udviklingen i de normerede hastigheder er vist på 
Figur 2-30 for den fremad konede og udbøjede rotor, indenfor hastigheds områ-
det 8-18 m/s.  
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Figur 2-30: Normerede aksial (―) og normal (·····) (venstre) og tangentiel (høj-
re) hastigheds fordelinger langs bladet ved 8-18m/s Fremad konet og udbøjet 
rotor. 
Det er hovedsageligt i tip regionen, at der ses en forskel mellem aksial og nor-
mal hastigheden. Forskellen er størst ved lave hastigheder. Dette skyldes den 
relativt højere CT-værdi. Således øges de radiære hastigheder med stigende CT. 
Ved 8m/s er den radiære hastighed tæt ved 36 % af fristrøms hastigheden nær 
tippen mod 22-23 % ved 12 m/s. De tilsvarende normerede laster er vist på 
Figur 2-31. 
 
Figur 2-31: Normerede aksial (venstre) og tangential (højre) lastfordelinger 
langs bladet ved 8-18 m/s 
Den relative tipudbøjning, bestemt med modal strukturmodellen, er vist på 
Figur 2-32 (venstre) med og uden koning, hvor den lavere udbøjning for rotoren 
uden koning skyldes oprettende centrifugalkræfter. Det ses at den nominelle 
pitchvinkel begynder at stige mellem 13-14 m/s, hvilket resulterer i knækket på 
udbøjnings kurven. Ser man på ændringer i effektkoefficienten, Figur 2-32 (høj-
re), relativt til den lige rotor ses en variation, hvor der ved de lave hastigheder 
opnås en forøgelse mens der for de deformerede tilstande sker en reduktion i 
ydelsen omkring 10.7m/s. Effektkoefficienten er her normeret med arealet for 
den lige rotor i alle tilfælde og ikke det projicerede mølleareal.  
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Figur 2-32: Tipudbøjningen (venstre) og ændring i effektkoefficient (højre) re-
lativt til den lige rotor. 
Tabel2-4 viser afvigelsen i mekanisk effekt samt afvigelsen i CP for de fire test-
tilfælde. Der er yderligere inkluderet resultater beregnet med HAWC, hvilket 
omtales i kapitel 6. 
Tabel2-4: Afvigelsen i mekanisk effekt, CP og areal for de fire forskellige konfi-
gurationer, W = 12 m/s. 
Rotor Konf. Kode Afv.  
Effekt 
[%] 
Afv. CP  
[%] 
Afv. Are-
al [%] 
EllipSys3D - - - 
HAWC - - - 
Ikke-konet, ikke-
udbøjet 
Actuator disc - - - 
EllipSys3D -2.0 -1.5 -0.49 
HAWC -0.35 0.14 -0.49 
Konet, ikke-udbøjet 
Actuator disc  0.39 0.89 -0.49 
EllipSys3D -1.2  0.08 -1.24 
HAWC -1.9 -0.66 -1.24 
Ikke-konet, udbøjet 
Actuator disc -1.18 -0.16 -1.11 
EllipSys3D -1.6 -1.0 -0.58 
HAWC -0.39 0.19 -0.58 
Konet, udbøjet 
Actuator disc  -0.41 0.14 -0.55 
 
Det skal understreges at rotorens udbøjning i aktuator disk modellen er beregnet 
med en modalstruktur model som giver en lille afvigelse i areal i forhold til de 
forskrevne udbøjninger benyttet i EllipSys3D og HAWC.  
Ved 12 m/s ses således at effekten reduceres ved både koning og udbøjning. 
(Dog ikke for ren koning ifølge aktuator disk modellen). Hvorimod CP afvigel-
sen ikke er konsistent. Da afvigelserne er små hvorimod spredningen er stor er 
det ikke muligt at drage nogen konsekvent konklusion. 
Sammenlignes resultaterne i Tabel2-4 med kræfterne i Figur 2-25 ses det at re-
duktionen i effekt ikke kun skyldes reduktionen i bestrøget areal. De fremad 
konede blade mister trækkraft (Fx) midt på bladet mens de udbøjede blade mi-
ster trækkraft på det yderste 20 % af bladet. 
Konklusion 
Rotoraerodynamikken for en moderne pitch-reguleret vindmølle med fleksible 
vinger er undersøgt med en generel 3D CFD kode, EllipSys3d samt en generali-
seret aktuator disk model, baseret på løsning af de aksesymmetriske Navier-
Stokes ligninger. Der er gennemført stationære beregning for en rotor med og 
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Undersøgelserne 
viser, at udbøjede 
rotorer resulterer i en 
effektreduktion.  
uden koning, med og uden deformation. Analysen viste, at normalhastighederne 
ændres signifikant mod tip-regionen for den deformerede rotor. Indflydelse til-
lægges den radiære hastighed der er betydelig nær tippen. Beregnede spanvise 
kraftfordelinger ved 12m/s viser generelt samme trends som fundet ved anven-
delse af 3D-Navier-Stokes modellering. Ændring i effekt koefficient relativt til 
den lige rotor viste en variation mellem +1.5 % til – 0.5 % point, indenfor ha-
stigheds området 8-18 m/s. Sammenligning med 3D-Navier-Stokes beregninger 
ved 12 m/s, viste at for den deformere rotor forudsiger begge modeller en ef-
fektreduktion, men for den konede rotor forudsiger aktuator disk modellen en 
lille effektforøgelse, hvor 3D-Navier-Stokes modellen estimerer en 2 % effekt-
reduktion.  
2.8 Konklusioner 
Der er i nærværende kapitel beskrevet CFD og aktuator disk beregninger af tre 
moderne vindmøllerotorer, to pitch-regulerede og en aktiv stall-reguleret. Resul-
tater er beskrevet som effektkurver, fordeling af kræfter ud langs bladet samt 
lokal axial induktion i rotorplanet. Desuden er der beregnet nogle forskellige 
specialtilfælde: ikke-roterende blade ved lav indfaldsvinkel, ikke-roterende blad 
ved høj indfaldsvinkel samt konede og udbøjede rotorer ved en enkelt vindha-
stighed. 
Endelig er der udledt profildata som er benyttet til BEM beregninger. 
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3 Udledning af profildata - Christian Bak 
Dette kapitel indeholder en beskrivelse af en systematisk metode til at udlede 
profildata til brug ved aeroelastiske beregninger. Metoden beskrives punkt for 
punkt og afprøves derefter på en aktivt stallreguleret MW-mølle. Resultatet af 
denne udledning viser profildata, der er i overensstemmelse med observationer 
på mindre stallregulerede møller. Profildataene er endvidere sammenlignet med 
tre forskellige typer profildata 1) fra vindtunnelmålinger, hvor forholdene til-
stræbes at være to-dimensionale, 2) fra en korrektion vha. en empirisk ingeni-
ørmodel og 3) fra 3D CFD-beregninger svarende til rotoren B3 (sektion 2.4), 
hvor profildata er udledt. Endelig er de beregnede laster fra en aeroelastisk kode 
med de forskellige typer profildata sammenlignet. 
Profildata udledt ud 
fra fuldskalamålinger 
sammenlignes med 
2D-profildata, profil-
data korrigeret med 
empirisk model samt 
profildata fra 3D 
CFD-beregninger. 
 
Undersøgelsen er lavet for et specifikt MW-mølledesign, som er konfidentielt. 
Der er derfor ikke vist detaljer af designet. Ligeledes er lasterne på møllen nor-
meret. 
3.1 Symboler 
c Profilkordelængde [m] 
cd Modstandskoefficient [-] 
cd,2D Modstandskoefficient fra 2D-vindtunnelmålinger [-]
cd,2D-MIN Minimum for cd,2D  [-] 
cl Opdriftskoefficient [-] 
cl,2D Opdriftskoefficient fra 2D-vindtunnelmåling [-] 
cl,3D Opdriftskoefficient korrigeret for 3D-effekter [-] 
cl,lin =dcl,2D/da(a-a0) [-] 
cm Momentkoefficient [-] 
cm, 2D Momentkoefficient fra 2D-vindtunnelmåling [-] 
cm,lin Momentkoefficient svarende til cl,lin[-] 
h Lokal tårnhøjde målt fra tårnbunden [m] 
H Tårnhøjde [m] 
My1x Flap-moment, vinge #1, radiale position #x [Nm] 
r Lokal vingeradius fra rotorcentrum [m] 
R Rotorradius [m] 
Re Reynoldstal, Re=Wc/ν [-] 
t Profilets maksimale tykkelse [m] 
V Vindhastighed [m/s] 
W Relativ hastighed for profilsektion [m/s] 
α Indfaldsvinkel af strømning på profil [º] 
α0 Indfaldsvinkel for nul opdrift [º] 
ν Kinematisk viskositet [m2/s] 
θ Vingevridning [º] 
3.2 Indledning Brugen af aeroe-
lastiske koder kræver 
kendskab til vingesek-
tionernes aerodyna-
miske egenskaber. 
Bestemmelse af laster og effekt er vigtig ved design af og godkendelse af vind-
møller. Avancerede forudsigelser foretages ved brug af en aeroelastisk kode, 
som medtager turbulens, rotor aerodynamik og strukturdynamik. Blad Element 
Momentum (BEM) teorien er den absolut mest udbredte metode til at bestemme 
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rotor-aerodynamikken, fordi den er hurtig og robust. Metoden kræver kendskab 
til vingesektionernes aerodynamiske egenskaber. Disse egenskaber måles typisk 
i en vindtunnel, hvor kræfterne i form af opdrift, modstand og moment på profi-
let måles som funktion af strømningens indfaldsvinkel på vingen, og hvor to-
dimensionale (2D) betingelser gælder. Imidlertid viser en direkte anvendelse af 
de aerodynamiske 2D-egenskaber, i det følgende kaldet 2D-profildata, dårlig 
overensstemmelse mellem målt og beregnet last og effekt. Derfor er der et be-
hov for at korrigere profildata for at medtage 3D strømningseffekter. 
Der er formuleret flere matematiske modeller og metoder til 3D-korrektion af 
profildata. Bl.a. har Snel et al. [3-1], Du og Selig [3-2], Montgomery [3-3] og 
Chaviaropoulos og Hansen [3-4] foreslået sådanne korrektioner. Modellerne er 
baseret på kvasi-3D betragtninger af strømningen på en vindmøllevinge. Desu-
den er det forsøgt at finde profildata, der er i overensstemmelse med den fakti-
ske last på fuldskala-rotorer, Madsen og Rasmussen [3-5] og Bak et al.      [3-6]. 
Også lasten for møller i vindtunneler er bestemt vha. målinger og 3D CFD, Sø-
rensen [3-7], Johansen og Sørensen [3-8], Schreck og Robinson [3-9] og Björck 
et al. [3-10]. Endelig har Tangler [3-11] bestemt profildata til møllen der blev 
målt på i NREL Phase VI eksperimentet i NASA-Ames vindtunnelen. På trods 
af en række modeller til 3D-korrektion korrigeres profildata traditionelt vha. 
erfaringsbaseret viden. 
Der er behov for at 
korrigere vingesekti-
onernes aerodynami-
ske egenskaber be-
stemt ved vindtunnel-
forsøg….. 
I dette kapitel præsenteres en systematisk metode til udledning af profildata ba-
seret på fuldskalamålinger, som også er beskrevet af Bak og Fuglsang [3-16]. 
Baseret på sensorer for specielt vinger, tårn og elektrisk effekt kan profildata 
udledes. Aeroelastiske beregninger koblet til et numerisk optimeringsprogram 
med profildata som designvariable sikrer et sæt af profildata dedikeret til en 
specifik vindmølle. Brugen af en aeroelastisk kode er nødvendig, fordi den cen-
trifugale afstivning af vingerne resulterer i en signifikant aflastning af vingerne. 
De udledte profildata kan give generelle trends for tip- og 3D-korrektion og kan 
være værdifuld for design af fremtidige vindmøller. De udledte profildata sam-
menlignes med profildata fra 1) 2D vindtunnelmålinger, 2) profildata udledt fra 
3D CFD samt 3) profildata korrigeret ved anvendelse af en empirisk korrekti-
onsmodel. Profildata udledt fra 3D CFD er beskrevet i kapitel 2, mens profilda-
ta korrigeret ved anvendelse af empiriske korrektionsmodeller beskrives kort i 
sektion 3.4. 
….og i dette kapitel 
beskrives en systema-
tisk metode til at be-
stemme profildata ud 
fra målinger på en 
mølle. 
3.3 Metode til udledning af profildata 
Profildata udledt fra målinger kan bestemmes ved brug af en aeroelastisk model 
af vindmøllen, 2D profildata for de forskellige profilsektioner på vingen, fuld-
skalamålinger og et numerisk optimeringsværktøj for at 3D korrigere profildata, 
så målte og beregnede laster er i overensstemmelse. I det følgende beskrives de 
forskellige elementer i udledningen mere indgående. 
Den aeroelastiske model 
Den systematiske me-
tode kræver brugen af 
en aeroelastisk model 
af møllen. 
Metoden kræver en aeroelastisk model for hele møllen pga. centrifugalafstiv-
ningen af vingerne, der har en signifikant effekt på vingelasterne. I dette arbejde 
er turbulensen slået fra for at spare beregningstid. Simuleringstiden er 3 rotor-
omdrejninger. Desuden simuleres der 1.5 rotoromdrejninger i begyndelsen for 
at sikre, at startfluktuationerne ikke er med i den tidsserie, der analyseres. Den 
anvendte kode er FLEX5, Øye [3-12]. 
  Risø-R-1434(DA) 36
2D profildata 
Metoden kræver også 
de aerodynamiske 
egenskaber for de 
enkelte vingesektio-
ner, som de er målt i 
en vindtunnel…..
Profildata for fem forskellige vingesektioner blev benyttet. Profilerne var 
NACA 63-4xx-serien op til 21% relativ tykkelse og FFA-W3-xxx serien over 
21% relativ tykkelse. Reynoldstallene for vingen varierede mellem 3.1x106 og 
5.7x106. Målinger for NACA-profilerne er fra Abbott og Doenhoff [3-13] og for 
FFA-profilerne fra Fuglsang et al. [3-14]. 
Fuldskalamålinger 
Målinger fra strain gauges på fem forskellige vingesektioner fra bladrod til vin-
getip samt den elektriske effekt blev brugt fra en aktivt stallreguleret MW-mølle 
placeret på land, men med relativ lav turbulensintensitet. De benyttede strain 
gauges var placeret ved r/R=6.9% (My11), 40.0% (My12), 60.0% (My13), 
80.0% (My14) og 90.0% (My15). Denne fordeling resulterede i en detaljeret 
vingelast-fordeling. Imidlertid var målingen af de kantvise laster ikke pålidelig, 
hvorfor lasterne i kantretning blev repræsenteret af den elektriske effekt. En 
skitse af møllen med de benyttede sensorer er vist i Figur 3-1. 
…..samt måling af 
flapmomenter og elek-
trisk effekt. 
 
6.9% 
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Figur 3-1 Skitse af møllen med sensorer benyttet til udledning af profildata. 
Seks sensorer blev benyttet: Fem vingeflapmomenter, My1x og den elektriske 
effekt P_el.  
Udover disse sensorer krævedes også kendskab til, hvordan driftsforholdene for 
rotoren var. Med måling af temperatur og atmosfærisk tryk kunne variationen i 
luftens massefylde tages i regning. Kendskab til pitchvinklen som funktion af 
vindhastigheden var også vigtig, da møllen var en aktivt stallreguleret maskine. 
Og endelig var kendskab til rotorens hastighed også nødvendig. 
Inden målingerne an-
vendes skal de bear-
bejdes. 
 
Målingerne, som var opsamlet med 35 Hz, blev tidsmidlet over 10 min. Disse 
10-min.-midler blev herefter renset for nedbremsninger, krøjefejl større end 4° 
samt rotorhastigheder der afveg fra den nominelle hastighed. De rensede data 
blev til sidst blokmidlet med et interval på 1m/s for at opnå en specifik værdi 
ved hver vindhastighed, som var påkrævet ved udledning af profildata.  
 
Strain gauge målinger kræver en forstærkningsfaktor og en offset-faktor. Imid-
lertid er offset-faktoren vanskelig at bestemme eksakt, hvorfor vingeflapmo-
menterne blev forskudt med visse værdier. Disse værdier blev bestemt ud fra 
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aeroelastiske beregninger ved benyttelse af 2D-profildata. Idet det blev antaget, 
at laster kan forudsiges korrekt for en mølle i drift svarende til den lineære del 
af opdriftskurven, dvs. op til en vindhastighed på omkring 10m/s, blev de blok-
midlede data forskudt til de beregnede data. Disse forskydninger svarede til 
højst 5% af den maksimale last for den pågældende sensor.  
Det numeriske optimeringsværktøj 
Udledningen af profildata var baseret på et designværktøj til multipunkts mølle-
design, der benytter numerisk optimering og er beskrevet af Fuglsang og Thom-
sen [3-15]. Den beregningstunge del af dette værktøj er den aeroelastiske kode 
FLEX5, Øye[3-12], som benytter profildata i sit input og som output giver la-
sterne på møllen. Optimeringsprocessen er iterativ og involverer mange aeroe-
lastiske beregninger, hvor profildata i form af en inputfil med en tabel for ind-
faldsvinkel, opdrift, modstand og moment koefficienter blev forbedret gradvist 
for at tilpasse dem til målingerne. Målet med den numeriske optimering var at 
minimere RMS-værdien af forskellen mellem de beregnede og målte laster, 
hvilket resulterede i de korrigerede data. En skitse af metoden ses i Figur 3-2. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figur 3-2 Skitse af proceduren ved udledning af 3D-profildata.  
α 
Udgangspunktet: 2D-data 
cl, cd
Endelig kræver meto-
den anvendelse af et 
numerisk optime-
ringsværktøj. 
Korrigerede data 
Udgangspunktet ved optimeringen var 2D profildata, som ses på skitsen i form 
af de fuldt optrukne kurver. De endelige og korrigerede data ses i form af sti-
plede kurver. De viste punkter er placeret ved specifikke indfaldsvinkler, hvor 
profildataene tilpasses for at minimere fejlen mellem beregnede og målte laster. 
Pilene viser, hvordan punkterne flyttes fra 2D-data til de endelige og korrigere-
de data. Generelt blev syv til ni punkter anvendt i form af en B-spline, hvor kun 
data i en del af indfaldsvinkelområdet kunne ændres fra begyndende stall om-
kring α=9° til indfaldsvinkler mellem α=25° og 50° afhængig af den radiale 
position på vingen og svarende til den højeste vindhastighed på 18m/s. Op-
drifts- og modstands-koefficienterne var repræsenteret af punkter med en af-
stand på ∆α=2° fra α=9° til 21° og nogle få punkter ved højere indfaldsvinkler. 
I udledningen af profildata blev der ikke sat begrænsninger på, hvordan profil-
dataene kunne se ud. Mulige ufysiske kurveforløb blev korrigeret efter den nu-
meriske optimering blev foretaget. 
Optimeringsværktøjet 
tilpasser profildata-
ene i de aeroelastiske 
beregninger, så de 
passer til fuldskala-
målingerne. 
Processen til udledning af profildata 
Profildata blev udledt ved fem radiale stationer på bladet svarende til de fem 
strain gauges på vingen. Stationerne var: r/R=23.45% ved Re=3.1x106, 50% ved 
Re=5.4x106, 70% ved Re=5.7x106, 85% ved Re=5.1x106 og 95% ved 
Re=3.8x106, som svarede til midtpunkterne mellem to strain gauges. I det føl-
gende opsummeres proceduren for udledning af profildata: 
1. En aeroelastisk model af møllen opbygges. 
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2. Profildata fra 2D-vindtunnel-målinger fremskaffes til brug i den aeroe-
lastiske model. 
3. Sensorer fra fuldskalamålinger udvælges. I dette arbejde blev der udvalgt 
fem vingeflapmomenter, elektrisk effekt, pitchvinkler for alle tre vinger, 
lufttemperatur og atmosfærisk tryk. 
4. Baseret på tidsserier blev 10-minutters midler beregnet. 
5. 10-minutters-midlerne blev renset for nedbremsninger, krøjefejl og andre 
forhold, der afveg fra antagelserne i de aeroelastiske beregninger. 
6. 10-minutters-midlerne blev herefter blokmidlet, så specifikke værdier for 
lasterne var til rådighed ved specifikke vindhastigheder. 
7. Aeroelastiske beregninger blev udført ved lav vind ved brug af 2D-
profildata. Derved kunne laster op til en vindhastighed omkring 10m/s be-
stemmes, idet det blev antaget, at den lineære del af opdriftskurven ikke 
skal korrigeres ved benyttelse i en aeroelastisk kode. 
8. De målte og blokmidlede laster blev forskudt, så de passede med beregnede 
værdier ved lav vindhastighed baseret på 2D profildata. 
9. Et numerisk optimeringsværktøj blev anvendt til at minimere fejlen mellem 
de målte og beregnede laster for hver sensor. 
a) Opdriftskoefficienter for alle fem vingesektioner blev udledt på én gang 
ved at minimere fejlen mellem beregnede og målte vingeflapmomenter.  
b) Opdriftskoefficienterne for hver vingesektion blev fin-justeret for at 
passe til den målte last. Dette skete ved at begynde med sektionen nær-
mest tippen og slutte med sektionen ved roden. Denne rækkefølge var 
vigtig, da en lille fejl på momentet ved tippen kan integrere op og blive 
til en stor fejl på rodmomentet. Inden profildata for en sektion blev ud-
ledt blev profildata for dets nabosektion ud mod tippen inspiceret for at 
sikre, at de var fysisk plausible. Hvis ikke dette var tilfældet blev de ret-
tet til manuelt. Dette skete i dette arbejde kun for profildata i r/R=85% 
omkring maksimal opdrift. 
c) Modstandskoefficienter for alle fem sektioner blev udledt på én gang 
baseret på de fin-justerede opdriftskoefficienter. Denne udledning var 
baseret på en minimering af fejlen mellem den beregnede og den målte 
elektriske effekt. 
3.4 Empiriske modeller til korrektion af profildata 
Behovet for at korrigere profildata har medført en række forskellige empiriske 
modeller, der tager højde for 3D-effekterne på vingen. Modeller er bl.a. udviklet 
af Snel et al. [3-1], Du og Selig [3-2] og Chaviaropoulos og Hansen [3-4]. Disse 
modeller er såkaldte ingeniørmodeller, som med et begrænset input og få res-
sourcer giver korrigerede profildata. 
Der er formuleret fle-
re ingeniørmodeller 
til korrektion af pro-
fildata til vindmøller.
 
Baseret på en analyse af Navier-Stokes ligninger i cylindriske koordinater for-
mulerede Snel et al. [3-1] en model til korrektion af opdriften i stall: 
lDlDl crccc ∆+= 22,3, )/(3        ( 3-1) 
hvor  er den korrigerede opdrift,  er opdriften fra en 2D-
vindtunnelmåling, 
Dlc 3, Dlc 2,
Dllinll ccc 2,, −=∆ , hvor )(/ 02,, ααα −= ddcc Dllinl . En 
skitse af, hvordan modellen skal fortolkes, ses i Figur 3-3. 
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Figur 3-3 Skitse af, hvordan den empiriske model skal fortolkes. 
Ifølge modellen vil den korrigerede opdrift være større end opdriften fra 2D-
målingerne. Forholdet c/r er ifølge Navier-Stokes ligninger den vigtigste faktor 
ved en 3D-korrektion. Dette forhold øges for faldende r, og derfor vil korrektio-
nen være størst på den inderste del af vingen. Imidlertid angiver denne model 
ingen korrektion for modstandskoefficienten, hvilket har vist sig nødvendigt. 
Korrektionsmodeller-
ne er simple og kræ-
ver intet andet input 
end 2D profildata og 
bladets planform.  
Derfor er der formuleret flere modeller til 3D-korrektion af profildata, hvor også 
modstanden medtages. Blandt andre har Chaviaropoulos og Hansen [3-4] be-
skrevet en model baseret på en analyse af strømningen vha. kvasi-3D Navier-
Stokes beregninger, hvor både opdrift, modstand og moment korrigeres: 
mdlxcrcacc x
nh
DxDx ,,;)(cos)/(2,3, =∆+= θ     ( 3-2) 
hvor , Dllinll ccc 2,, −=∆ MINDdDdd ccc −−=∆ 2,2, , linmDmm ccc ,2, −=∆  og l, d 
og m står for hhv. opdrift, modstand og moment. Der benyttes tre konstanter: a, 
h og n. Baseret på kvasi-3D CFD-beregninger er disse konstanter kalibreret til 
a=2.2, h=1 og n=4. Det bemærkes, at modellen af Snel et al. beskrevet i lign. ( 
3-1) er et specialtilfælde af modellen af Chaviaropoulos og Hansen beskrevet i 
lign.      ( 3-2). Således er a=3, h=2 og n=0 for lign. ( 3-1).  
3.5 Resultater 
Profildata er udledt 
vha. den systematiske 
metode for en aktivt 
stallreguleret MW-
mølle. 
Resultater fra den systematiske udledning af profildata baseret på fuldskalamå-
linger på en aktivt stallreguleret MW-mølle er vist i det følgende. Ud over at 
sammenholde beregningerne baseret på de udledte data med målinger sammen-
lignes resultaterne med 1) beregninger baseret på profildata, der er udledt fra 
den empiriske model af Chaviaropoulos og Hansen [3-4], 2) beregninger baseret 
på profildata fra 2D vindtunneltests og 3) profildata fra 3D CFD-beregninger. 
 
Figur 3-4 viser udledte profildata for profilet med relativ tykkelse på 16.2% pla-
ceret i r/R=95%, som er placeret mellem tippen og den yderste strain gauge i 
r/R=90%. Sammenlignet med 2D profildata er den maksimale opdriftskoeffici-
ent reduceret med omkring 0.1. Desuden ses opdriftsniveauet også at være om-
kring 0.1 lavere i poststall. Modstandskoefficienten ses desuden at blive større i 
stall. Den empiriske model giver for denne sektion ingen korrektion, idet op-
drifts- og modstandskurven er sammenfaldende med 2D profildataene. Derfor 
kan 2D-profildata vanskeligt ses i Figur 3-4. Opdriftskoefficienten beregnet 
med 3D CFD ses at være lavere end 2D profildata i den lineære del af opdrifts-
kurven. Dette skyldes, at tiptabet er afspejlet i dataene fra 3D CFD-
beregningerne, mens dette ikke er tilfældet for de andre opdriftskurver, som 
korrigeres vha. en tiptabsmodel, når de anvendes i en aeroelastisk kode. Profil-
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Ved 95% radius skal 
den maksimale opdrift 
reduceres.  
dataene fra 3D CFD-beregningerne kan derfor ikke sammenlignes direkte så tæt 
på tippen. 
 
Figur 3-5 viser, at de udledte opdriftskoefficienter for profilet med en relativ 
tykkelse på 17.6% placeret i r/R=85% er tæt på 2D profildata indtil poststall 
(α=18º), hvorefter opdriftsniveauet reduceres.  Desuden øges modstandskoeffi-
cienten i stall. Brugen af den empiriske model viser, at opdriftskoefficienten 
stiger i stall. Dette stemmer ikke overens med de udledte data. Derimod stiger 
modstandskoefficienten, hvilket er i overensstemmelse med de udledte data. 
Profildata fra 3D CFD viser et forløb for opdriftskoefficienten svarende til det, 
som blev beregnet med korrektionsmodellen. Derimod var modstandskoeffici-
enten signifikant lavere i stall end 2D profildata, hvilket er i modstrid med ten-
denser observeret i flere målinger. 
Ved 85% radius er 
opdriftskoefficienten 
nær ved to-
dimensional…  
 
…og det er den også 
ved 70% radius.  
Figur 3-6 viser, at de udledte opdriftskoefficienter for profilet med en relativ 
tykkelse på 19.1% placeret i r/R=70% svarer til 2D profildata. Modstandskoef-
ficienten øges i stall. Den empiriske korrektionsmodel ses at øge opdriften mar-
kant, hvilket ikke er i overensstemmelse med de udledte data. Derimod er for-
øgelsen af modstandskoefficienten i relativt god overensstemmelse med de ud-
ledte data. Igen ses opdriftsdata fra 3D CFD-beregningerne at følge forløbet for 
dataene korrigeret med den empiriske korrektionsmodel. Modstandsdata fra 3D 
CFD-beregningerne ses at være betydeligt lavere i stall end de udledte data.    
 
Ved 50% radius øges 
den maksimale op-
driftskoefficient signi-
fikant med omkring 
0.2 – og flyttes til 
større indfaldsvinkler. 
Figur 3-7 viser, at de udledte opdriftskoefficienter for profilet med en relativ 
tykkelse på 23.1% placeret i r/R=50% forøges signifikant i stall, hvor den mak-
simale opdriftskoefficient blev forøget med omkring 0.2 og flyttet til større ind-
faldsvinkler. Både den empiriske korrektionsmodel og profildata fra 3D CFD-
beregninger bekræfter forløbet af opdriftskurven. Modstandskoefficienten for de 
udledte data blev forøget en smule i stall, mens den blev signifikant forøget af 
den empiriske korrektionsmodel og signifikant formindsket af 3D CFD-
beregningerne. 
 
Figur 3-8 viser, at de udledte opdriftskoefficienter for profilet med en relativ 
tykkelse på 47.3% placeret i r/R=23.5% forøges markant i stall til maksimalt 
2.6, så den maksimale opdriftskoefficient blev forøget med omkring 1.3 og flyt-
tet til større indfaldsvinkler. Både den empiriske korrektionsmodel og profildata 
fra 3D CFD-beregninger bekræftede forløbet af opdriftskurven. Desuden svarer 
dette til observationer af Tangler[3-11], som fandt maksimum opdriftskoeffici-
enter på omkring 2.2 ved r/R=30% på NREL Phase VI møllen målt i NASA-
Ames-tunnelen. Modstandskoefficienten for de udledte data blev forøget en 
smule i stall, mens den blev markant forøget af den empiriske korrektionsmo-
del. For 3D CFD-beregningerne var der ingen klar tendens, da en reduktion blev 
observeret for t/c=39.95% og en forøgelse blev set ved t/c=75.3%. Forskellen i 
hældning på opdriftskurven for små α skyldes, at der sammenlignes profiler 
med forskellige relative tykkelser. 
Ved 23.5% radius 
øges den maksimale 
opdriftskoefficient 
markant – op til 2.6  –
og flyttes til større 
indfaldsvinkler.  
Desuden forøges 
modstandskoefficien-
ten generelt i stall for 
alle radier. 
 
De udledte profildata følger de trends som er fundet i forbindelse med bestem-
melse af profildata for andre rotorer, [3-5], [3-6], [3-11]. Imidlertid bemærkes 
det, at den empiriske korrektionsmodel forudsiger større ændringer af mod-
standskoefficienten på den inderste del af vingen. Dette svarer ikke til de udled-
te data, hvor modstandskoefficienten blev forøget ligeligt ved alle radier. Da 
bestemmelsen af modstandskoefficienterne i de udledte data er baseret på den 
elektriske effekt er det ikke muligt at vurdere, hvordan fordelingen af mod-
standskoefficienterne bør være. Det er derfor muligt, at modstandskoefficienter-
ne skal fordeles som indikeret af den empiriske korrektionsmodel. 
De fundne trends for 
de udledte profildata 
er i god overens-
stemmelse med obser-
vationer fra andre 
møller. 
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Det bemærkes, at profildata fra 3D CFD-beregninger viste for høje opdriftsvær-
dier i stall og generelt signifikant for lave værdier i forhold til de udledte data. 
Dette forklarer også den markant overestimerede effekt vist i Figur 2-11. 
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Figur 3-4 Profildata udledt fra målinger for t/c=16.2% i r/R=95% sammenlig-
net med 2D-målinger, data korrigeret med empirisk model af Chaviaropoulos 
og Hansen [3-4] og data udledt fra 3D CFD-beregninger. 
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Figur 3-5 Profildata udledt fra målinger for t/c=17.6% i r/R=85% sammenlig-
net med 2D-målinger, data korrigeret med empirisk model af Chaviaropoulos 
og Hansen [3-4] og data udledt fra 3D CFD-beregninger. 
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Figur 3-6 Profildata udledt fra målinger for t/c=19.1% i r/R=70% sammenlig-
net med 2D-målinger, data korrigeret med empirisk model af Chaviaropoulos 
og Hansen [3-4] og data udledt fra 3D CFD-beregninger. 
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Figur 3-7 Profildata udledt fra målinger for t/c=23.1% i r/R=50% sammenlig-
net med 2D-målinger, data korrigeret med empirisk model af Chaviaropoulos 
og Hansen [3-4] og data udledt fra 3D CFD-beregninger. 
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Figur 3-8 Profildata udledt fra målinger for t/c=47.3% i r/R=23.5% sammen-
lignet med 2D-målinger, data korrigeret med empirisk model af Chaviaropou-
los og Hansen [3-4] og data udledt fra 3D CFD-beregninger. 
Figur 3-9 viser målte og beregnede flapmomenter for vingen samt den elektri-
ske effekt. Flapmomenterne er vist som målte 10-min-midler, blokmidlede må-
linger samt beregninger baseret på profildata 1) udledt fra målinger, 2) korrige-
ret vha. den empirisk model af Chaviaropoulos og Hansen [3-4] samt 3) taget 
direkte fra en 2D vindtunneltests. 
 
Øverst ses flapmomenterne for tipsektionen i r/R=90% og sektionen i r/R=80%. 
Der ses meget god overensstemmelse mellem de blokmidlede målinger og de 
aeroelastiske beregninger baseret på profildata udledt fra målinger. Imidlertid 
overestimeres momenterne for vindhastigheder over 12m/s i beregningerne, der 
er baseret på 2D profildata og profildata korrigeret vha. den empiriske model. 
Overestimeringen sker pga. for stor maksimal opdrift i profildata for den yderste 
vingesektion omkring r/R=95%, som det ses af Figur 3-4.   
Aeroelastiske bereg-
ninger med de udledte 
profildata viser god 
overensstemmelse 
med målinger. 
 
Midterst til venstre ses flapmomentet for sektionen i r/R=60%. Også her ses 
meget god overensstemmelse mellem de blokmidlede målinger og de aeroe-
lastiske beregninger baseret på profildata udledt fra målinger. Desuden ses rela-
tivt god overensstemmelse mellem målinger og beregninger baseret på 2D pro-
fildata op til 14m/s. For vindhastigheder større end 14m/s er momenterne over-
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estimeret ved brug af både 2D profildata og profildata korrigeret med den empi-
riske model. 
 
Midterst til højre ses flapmomentet for sektionen i r/R=40%. Igen ses meget god 
overensstemmelse mellem de blokmidlede målinger og de aeroelastiske bereg-
ninger baseret på profildata udledt fra målinger. Desuden ses relativt god over-
ensstemmelse mellem målinger og beregninger baseret på 2D profildata for alle 
vindhastigheder. Dette skyldes, at opdriften i stall for 2D-dataene på den inder-
ste del af vingen er for lav, hvorved den lidt for høje opdrift ved tippen udkom-
penseres af den lidt for lave opdrift på den inderste del af vingen, se Figur 3-7.    
Aeroelastiske bereg-
ninger med 2D profil-
data overestimerer 
flaplasten på den 
yderste del af vingen 
og underestimerer 
flaplasten på den in-
derste del af vingen. 
Desuden underesti-
meres effekten. 
 
Nederst til venstre i Figur 3-9 ses rodflapmomentet i r/R=6.9%. Beregninger 
baseret på 2D profildata ses at underestimere momentet over 12m/s med om-
kring 7%, mens beregninger baseret på profildata korrigeret med den empiriske 
model overestimerer momentet med op til 20%. Beregninger med profildata 
udledt fra målinger viser derimod god overensstemmelse med målinger. 
 
Aeroelastiske bereg-
ninger med  profilda-
ta  korrigeret med en 
empirisk korrektions-
model overestimerer 
alle laster samt effek-
ten. 
Nederst til højre ses den målte elektriske effekt som viser god overensstemmel-
se med beregninger baseret på profildata udledt fra målinger. Derimod under-
estimeres effekten med omkring 20%, når beregninger baseres på 2D profildata. 
Når beregninger baseres på profildata korrigeret med den empiriske model 
overestimeres effekten med op til 40%, hvor der imidlertid ses relativt god 
overensstemmelse mellem målt og beregnet effekt op til 14m/s. 
 
Profildata udledt fra målingerne var baseret på flapmomentmålinger ved fem 
stationer ud langs vingen samt den elektriske effekt. Derfor blev beregningerne 
også sammenlignet med de målte tårnbundsmomenter i h/H=11.6%, der ikke 
blev benyttet ved udledningen, Figur 3-10. God overensstemmelse ses mellem 
målinger og beregninger baseret på profildata udledt fra målinger. Dette er en 
indikation af, at de udledte profildata giver en god repræsentation af lastforde-
lingen på vingerne. Derimod ses beregninger baseret på 2D profildata at under-
estimere momentet med 20%, mens beregninger baseret på profildata korrigeret 
med den empiriske model overestimerer momentet med op til 20%. 
 
Lastsammenligningerne viser, at 2D profildata ikke kan anvendes direkte. De 
viser også, at den empiriske korrektion af 2D profildataene ikke giver tilfreds-
stillende resultater. Dette skyldes dels, at modellen ikke tager højde for en re-
duktion af opdriften ved vingens tip, og dels at modellen overestimerer opdrif-
ten på den yderste halvdel af vingen. Bedre overensstemmelse med målinger 
kan formentlig opnås ved at re-kalibrere den empiriske model. 
 
Endelig skal det understreges, at metoden til udledning af profildata indeholder 
forsimplinger og usikkerheder. Forsimplingerne består i antagelser om, at der 
ingen turbulens og vindgradient er, selvom dette var inkluderet i målingerne. 
Usikkerhederne består i, at der kan være forskel på den aeroelastiske model og 
den virkelige mølle. Desuden er der også usikkerhed forbundet med det offset af 
måledata, der foretages, for at opnå overensstemmelse mellem målinger og be-
regninger. 
På trods af forsim-
plinger og usikkerhe-
der giver de udledte 
profildata vigtig in-
formation om profil-
data til en mølle. 
  
På trods af forsimplinger og usikkerheder i udledningen af profildata er der op-
nået vigtig information om, profildata for en (aktivt) stallreguleret mølle. Desu-
den gav metoden mulighed for at udlede profildata til en moderne aktivt stallre-
guleret mølle med relativt få ressourcer. 
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Figur 3-9 Målte og beregnede flapmomenter og elektrisk effekt som funktion af 
vindhastighed. ”Beregning (Måling)” viser beregninger baseret på profildata 
udledt fra målingerne, ”Beregning (Empirisk)” viser beregninger baseret på 
profildata udledt fra den empiriske model af Chaviaropoulos og Hansen[3-4] 
og ”Beregning (2D data)” beregninger baseret på profildata fra 2D vindtun-
neltests. 
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Figur 3-10 Målt og beregnet tårnbundsmoment i h/H=11.6%. 
Risø-R-1434(DA) 45
3.6 Konklusion 
En systematisk metode til udledning af profildata baseret på fuldskalamålinger 
er udviklet. Anvendelse af de udledte profildata i en aeroelastisk beregning viste 
god overensstemmelse mellem målinger og beregninger. Anvendelse af 2D pro-
fildata i en aeroelastisk kode viste derimod, at effekten og rodflapmomentet 
blev underestimeret og at flapmomenterne på den yderste del af vingen blev 
overestimeret sammenlignet med målinger. Ved brug af profildata korrigeret 
vha. en empirisk korrektionsmodel viste aeroelastiske beregninger, at lasterne 
generelt blev overestimeret, da korrektionsmodellen ikke tager højde for tiptab 
og ydermere overestimerer opdriften på den yderste halvdel af vingen. 
 
Udledningen af profildata baseret på målinger sammenlignet med 2D-profildata 
viste, at: 
• Maksimum opdrift skulle reduceres ved r/R=95% pga. tiptabet.  
• Maksimum opdrift var tæt på 2D data ved r/R=85% og 70%. 
• Maksimum opdrift blev forøget og viste sig op til 30º indfaldsvinkel ved 
r/R=23.45% og 50%. Dette skyldtes 3D-effekter. 
• Niveauet for modstandskoefficienterne generelt skulle forøges i stall. 
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4 Vingedesign - Peter Fuglsang 
Dette kapitel indeholder en undersøgelse af fordele og ulemper ved at anvende 
special-designede profiler i stedet for traditionelle profiler på megawatt vind-
møller med pitch-regulering og variabelt omløbstal. 
 
I undersøgelsen sammenlignes to forskellige profil-konfigurationer på en speci-
fik vindmølle. Risø-B1 profil-familien undersøges som et alternativ til den mere 
traditionelle profilkombination, FFA-W3 / NACA 63-6, som er anvendt på flere 
store vinger i de seneste år. Risø-B1 profil-familien er en ny profil-familie som 
er udviklet af Forskningscenter Risø. To af profilerne er testet i vindtunnel og 
fuldskala tests er i gang på en 1.5 MW kommerciel vindmølle. 
De special-designede 
Risø-B1 profiler sam-
menlignes med tradi-
tionelle profiler. Un-
dersøgelsen skal bely-
se fordele og ulemper 
ved Risø-B1 profiler 
på megawatt-møller. 
 
Undersøgelsen er udført for en specifik multi-MW vindmølle, hvis fabrikat og 
data er konfidentielle. Derfor har det ikke været muligt at offentliggøre alle de-
taljer. Således er de fleste resultater normerede. Møllen benævnes i det følgen-
de, multi-MW mølle. 
4.1 Symboler 
α   Indfaldsvinkel (o) 
α0   Indfaldsvinkel uden opdrift (o) 
c   Profilkorde (m) 
cd   Modstands-koefficient (drag koefficient) 
cl   Opdrifts-koefficient (lift koefficient) 
cl,max   Maksimal opdrift 
I   Turbulensintensitet 
 Re   Reynolds tal 
SPL   Lydeffekt (sound power level) (dB) 
t/c   Tykkelsesforhold (%) 
x   Profilkoordinat i kordevis retning 
y   Profilkoordinat vinkelret på korden 
4.2 Indledning 
Udgangspunktet for undersøgelsen er, at man for at opnå et optimalt vingede-
sign for vindmøller med pitch-regulering og variabelt omløbstal ønsker profiler 
med en høj maksimal opdrift (lift) og en høj design-opdrifts koefficient. Dette 
muliggør design af vinger med en slank og fleksibel vingetip, som reducerer 
belastningen på de fleste af møllens komponenter i forhold til et konventionelt, 
bredere, vingedesign. En høj maksimal opdrift hjælper til med at opretholde en 
høj energiproduktion. Desuden giver en høj  maksimal opdrift mulighed for 
drift med reduceret støj fra et reduceret omløbstal. Det fulde overblik over laster 
og mølledynamik er imidlertid komplekst og ikke mindst sikkerhedsafstanden 
imellem vinge og tårn kan være kritisk og skal undersøges og afvejes specifikt 
for hvert enkelt vingedesign. 
Profiler med høj mak-
simal opdrift mulig-
gør slanke og fleksib-
le vinger uden at gå 
på kompromis med 
energiproduktionen. 
 
Et andet  og mere generelt aspekt ved design af vinger med nye profiler er at 
opnå stor pålidelighed for vingens aerodynamiske ydelse i dens driftspunkt. 
Dette indbefatter bl.a., at de anvendte profiler skal være ufølsomme over for 
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snavs og insekter på vingernes forkant. Desuden må profilernes aerodynamik, 
og specielt den maksimale opdrift, ikke forringes nævneværdigt på grund af fejl 
og tolerancer fra fremstilling. 
 
I denne undersøgelse sammenlignes to profil-konfigurationer: 
1. Den nye profilfamilie, Risø-B1, der dækker hele vingen og er specielt de-
signet til pitch-regulering og variabelt omløbstal 
2. Den traditionelle profil-kombination, FFA-W3 / NACA 63-6. FFA-W3 pro-
filerne anvendes typisk fra vingeroden og indtil et tykkelsesforhold på 24% 
hvorefter NACA 63-6 familien anvendes derfra og til vingetippen. 
 
Følgende fremgangsmåde er anvendt: 
1. De vindtunnelmålinger som er til rådighed for de to profil-konfigurationer 
er analyseret og profilernes egenskaber for glat overflade og ved ruhed på 
forkanten er sammenlignet. 
2. 3D profildata er estimeret ud fra vindtunnelmålinger og 2D CFD beregnin-
ger. De estimerede 3D profildata er brugt ved aerodynamiske og aeroe-
lastiske beregninger. 
3. Effekt-kurve, energiproduktion, aerodynamisk støj og aeroelastiske laster 
sammenlignes for en multi-MW mølle med de to profil-konfigurationer. 
4. Potentialet ved at reducere vinge-arealet i tippen afdækkes ved at reducere 
soliditeten for multi-MW møllens vinger og sammenligne resultaterne med 
den originale mølle. 
4.3 Risø profiler 
Risø har udviklet tre 
forskellige profil-
familier siden midten 
af 1990’erne. 
Udviklingen af Risø profiler startede midt i 1990’erne og der er indtil nu udvik-
let tre forskellige profilfamilier: Risø-A1, Risø-P og Risø-B1.  
 
Risø-A1 profil-familien blev designet i 1998 som seks forskellige profiler med 
tykkelsesforhold fra 15% til 30%. [4-1]. Profilfamilien er designet til en mærke-
effekt på minimum 600 kW, konstant omløbstal og enten stall- eller pitch-
regulering. Vindtunnelmålinger er udført i VELUX vindtunnellen for Risø-A1-
18, Risø-A1-21 og Risø-A1-24 [4-2]. Fuldskala tests er udført på en 600 kW 
aktiv stall mølle [4-3]. 
 
Risø-P profil-familien blev designet i 2001 som fire forskellige profiler med 
tykkelsesforhold, 15%, 18%, 21% og 24%. Profilfamilien er designet som er-
statning for Risø-A1 på pitch-regulerede møller med konstant eller variabelt 
omløbstal ved en mærkeeffekt over 1 MW. VELUX vindtunnelmålinger er ud-
ført for Risø-P-15 og Risø-P-21 [4-4], [4-5]. Fuldskala tests er i gang på en 
kommerciel 3 MW vindmølle. 
 
Risø-B1 profil-familien blev designet i 2001 som syv profiler til at dække en hel 
vinge med tykkelsesforhold fra 15% til 53%. Profilerne er designet til pitch-
regulering og variabelt omløbstal ved en mærkeeffekt over 1 MW til brug på 
slanke vinger med lav soliditet. VELUX vindtunnelmålinger er udført for Risø-
B1-18 og Risø-B1-24 [4-6], [4-7]. Fuldskala tests er i gang på en 1.5 MW 
kommerciel vindmølle. 
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4.4 Risø-B1 profiler 
Risø-B1 profil-
familien er designet 
specielt til pitch-
regulering og varia-
belt omløbstal. 
Figur 4-1viser konturerne for Risø-B1 profilerne for t/c ∈ [15%, 36%]. Tabel 
4-1 viser strukturelle og aerodynamiske hoved design parametre samt eksiste-
rende VELUX vindtunnelresultater. Bemærk at Risø-B1 profilerne er designet til 
et Reynoldstal på Re = 6×106, hvorimod VELUX vindtunnelmålingerne er udført 
ved Re = 1.6×106 og at dette giver sig udslag i forskelle i forventede og opnåede 
egenskaber. 
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Figur 4-1 Risø-B1 profilkonturer, t/c ∈ [15%, 36%]. 
 
Tabel 4-1 Risø-B1 design parametre baseret på 2D CFD beregninger ved   
Re = 6×106. Resultater fra  VELUX målinger ved  Re = 1.6×106 er vist i paren-
tes. 
 Max 
cl
Design 
α 
Design 
cl
Max. 
cl/cd
x/c 
ved 
max 
thick. 
Y/c 
ved 
T.E. 
Design 
Re x 
106
αo
Risø-B1-15 1.92 6.0 1.21 157 0.28 0.006 6.0 -4.1 
Risø-B1-18 1.87 
(1.64) 
6.0 
(6.5) 
1.19 
(1.16) 
166 
(100) 
0.28 0.004 6.0 -4.0 
(-3.4) 
Risø-B1-21 1.83 6.0 1.16 139 0.28 0.005 6.0 -3.6 
Risø-B1-24 1.76 
(1.62) 
6.0 
(7.0) 
1.15 
(1.10) 
120 
(73) 
0.27 0.007 6.0 -3.1 
(-2.3) 
Risø-B1-30 1.61 5.0 0.90 N/A 0.27 0.01 6.0 -2.1 
Risø-B1-36 1.15 5.0 0.90 N/A 0.27 0.012 6.0 -1.3 
 
De aerodynamiske og strukturelle designparametre for vindmølleprofiler udgør 
en kompleks liste af egenskaber, hvoraf flere er i indbyrdes modstrid. En mere 
detaljeret beskrivelse af designkriterierne for Risø-B1 profilerne, samt den an-
vendte designmetode kan findes i [4-7]. En mere generel gennemgang af Risø’s 
design filosofi for vindmøllevinger kan findes i [4-8]. 
4.5 Vindtunnelmålinger 
Dette afsnit sammenligner vindtunnelmålinger for Risø-B1-18 [4-6] med 
NACA 63-415 [4-9] og Risø-B1-24 [4-6] med FFA-W3-241 [4-10]. Alle må-
linger er direkte sammenlignelige, idet de er udført i VELUX vind tunnellen un-
der ens strømningsforhold. 
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Risø-B1-18 har højere 
maksimal opdrift end 
NACA 63-415 og bed-
re egenskaber med 
ruhed på forkanten. 
Figur 4-2 viser målinger for et Risø-B1-18 profil og et NACA 63-415 profil for 
glat overflade. Det skal bemærkes at Risø-B1-18 er tykkere end NACA 63-415. 
Det ses, at den maksimale opdrift er højere for Risø-B1-18 og at hældningen for 
cl er stejlere. Derudover er driftspunktet ved maksimum af forholdet imellem cl 
og cd for Risø-B1-18 omkring cl = 1.1 i modsætning til NACA 63-415, hvis 
driftspunkt er omkring, cl = 0.8. Det betyder at en vinge med Risø-B1-18 kan 
være slankere og dermed have lavere soliditet sammenlignet med en vinge med 
NACA 63-415 profilet. 
 
Figur 4-3 viser målinger med ruhed på forkanten for Risø-B1-18 og NACA 63-
415. Det ses at Risø-B1-18 har bedre ydelse end NACA 63-415 i form af en 
højere maksimal opdrift og en stejlere cl-kurve. Den høje maksimale opdrift 
med ruhed på forkanten begrænser tabet i energiproduktion som følge af ruhed 
på vingens forkant. 
 
Figur 4-2 Sammenligning af VELUX målinger for Risø-B1-18 og NACA 63-415 
ved glat overflade. 
 
 
Figur 4-3 Sammenligning af VELUX målinger for Risø-B1-18 og NACA 63-415 
ved ruhed på forkanten. 
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Figur 4-4 sammenligner målinger for Risø-B1-24 og FFA-W3-241 ved glat pro-
fil-overflade. Begge profiler har den same maksimale tykkelse. Det ses at den 
maksimale opdrift er signifikant højere for Risø-B1-24 sammenlignet med FFA-
W3-241. 
 
Risø-B1-24 har højere 
maksimal opdrift end 
FFA-W3-241 og bed-
re egenskaber med 
ruhed på forkanten. 
Figur 4-5 viser målinger med ruhed på forkanten for Risø-B1-24 og FFA-W3-
241. Det ses, at Risø-B1-24 har en væsentligt højere maksimal opdrift og en 
stejlere cl-kurve hældning sammenlignet med FFA-W3-241. Desuden ligger 
drifts-punktet ved en højere cl. Til gengæld er minimum cd en anelse højere for 
Risø-B1-24, hvilket dog kun har marginal betydning for energiproduktionen, 
idet indfaldsvinklen er forholdsvis høj for den del af vingen for profilet kan for-
ventes at være placeret. 
 
Figur 4-4 Sammenligning af VELUX målinger ved glat overflade for Risø-B1-
24 og FFA-W3-241. 
 
Figur 4-5 Sammenligning af VELUX målinger med ruhed på forkanten for Risø-
B1-24 og FFA-W3-241. 
En direkte sammenligning imellem Risø-B1 profiler og traditionelle profiler har 
således vist følgende: 
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• Risø-B1-18 har en højere maksimal opdrift sammenlignet med NACA 63-
415 på trods af et større tykkelsesforhold. 
• Risø-B1-18 er marginalt mindre følsomt over for ruhed på forkanten sam-
menlignet med NACA 63-415. 
• Risø-B1-24 har en højere maksimal opdrift og en lidt stejlere cl-kurve 
sammenlignet med FFA-W3-241. Derudover er Risø-B1-24 mindre følsomt 
over for ruhed på forkanten. 
4.6 3D Profildata 
For at kunne udregne effektkurve, energiproduktion, aerodynamisk støj og ae-
roelastiske laster er der opstillet 3D profildata for de to profil-konfigurationer. 
Profildata er opstillet både for glat overflade og for ruhed på forkanten. Grund-
laget for de opstillede data har været vindtunnelmålinger fra VELUX vindtun-
nellen samt numeriske 2D CFD beregninger med EllipSys2D.  
3D profildata opstil-
les på basis af vind-
tunnelmålinger og 2D 
CFD beregninger for 
at kunne udregne ef-
fektkurve, energipro-
duktion, aerodyna-
misk støj og aeroe-
lastiske laster. 
 
Følgende korrektioner er indført: 
• Generelt er målingerne korrigeret for afvigelser i Reynolds tal på baggrund 
af 2D CFD beregninger. 
• Profildata i stall området er korrigeret for at opnå en blød overgang til høje 
indfaldsvinkler. 
• For høje indfaldsvinkler er de samme generiske profildata brugt for begge 
profilfamilier. 
• Ved vingetippen hvor, t/c = 15%, er den maksimale opdrift reduceret for at 
tage højde for 3D strømningen ved tippen. 
• For vingens midterste del, t/c ∈ [15%, 24%], er der ikke anvendt 3D kor-
rektioner. 
• For vingeroden, t/c > 30%, er den maksimale opdrift forøget efter stall. Li-
geledes er modstanden forøget efter stall. 
4.7 Multi-MW vindmølle sammenligning 
En specifik multi-MW 
mølle er gennemreg-
net med hhv. Risø-B1 
profiler og FFA-W3 / 
NACA 63-6 profiler. 
Effektkurve, energiproduktion, aerodynamisk støj samt aeroelastiske laster er 
beregnet for en multi-MW vindmølle for de to profilkonfigurationer. 
 
Sammenligningen beror på følgende antagelser:  
• Vingens planform er den samme for begge profil-konfigurationer. Således 
er det alene forskellen i de anvendte profiler som tages i regning. 
• Vingens struktur er den samme for begge profil-konfigurationer. 
• Ved beregningen af effektkurve og energiproduktion er omløbstal og blad-
vinkel som funktion af vindhastighed optimeret for maksimal effekt. Dette 
er gjort individuelt for hver af de to profil-konfigurationer og til en given 
turbulens intensitet. 
• Ved beregningen af aeroelastiske laster er møllens styring den samme og 
således ikke trimmet til den aktuelle profil-konfiguration. 
 
Energiproduktionen er udregnet for et vindklima med en årsgennemsnitlig 
vindhastighed på 7.62 m/s ved navhøjde. Aeroelastiske laster er udregnet efter 
IEC klasse 2A. Lastgrundlaget har været komplet bestående af 98 lasttilfælde 
som er beregnet med en aeroelastisk kode. 
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Effektkurve 
Effektkurven er udregnet for multi-MW møllen med de to profil-
konfigurationer ved forskellige turbulens intensiteter, I = 0.0, I = 0.1 og I = 0.2. 
Som en del af beregningen er omløbstal og blad-vinkel optimeret som funktion 
af vindhastighed for at optimere energiproduktionen. For multi-MW møllen 
med Risø-B1 profiler er indflydelsen fra turbulens marginal. Effekten er forøget 
for vindhastigheder under 9 m/s, hvorimod effekten er uændret for vindhastig-
heder over 10 m/s. For multi-MW møllen med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler 
betyder turbulensen et tab i effekt for vindhastigheder imellem 10 m/s og 13 
m/s. Det skyldes at profilerne ved vingetippen er på kanten af stall, hvilket med-
fører en forøget modstands-koefficient og dermed et tab i effekt. 
 
Figur 4-6 viser en sammenligning af effektkurverne for multi-MW møllen med 
hhv. Risø-B1 profiler og FFA-W3 / NACA 63-6 profiler ved en turbulens inten-
sitet på I = 0.1. Det ses at effekten er omtrent den samme for vindhastigheder 
under 10 m/s. Der er imidlertid en væsentlig forskel på effekten imellem 10 m/s 
og 13 m/s, hvor Risø-B1 profilerne resulterer i højere effekt sammenlignet med 
FFA-W3 / NACA 63-6 profilerne. Selvom design-opdriftskoefficienten er høje-
re for Risø-B1 er margin til maksimal opdrift også større, hvilket fastholder 
hældningen på effektkurven på trods af indflydelsen fra turbulens. Den højere 
design-opdrifts-koefficient for Risø-B1 profilerne betyder at rotorens omløbsha-
stighed for multi-MW møllen med Risø-B1 profiler er omkring 15% lavere 
sammenlignet med multi-MW møllen med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. 
Risø-B1 profilerne 
giver højere effekt fra 
10 m/s til 13 m/s i 
forhold til traditionel-
le profiler. 
 
Figur 4-7 viser effektkurven for multi-MW møllen med hhv. de to profilkonfi-
gurationer med ruhed på forkanten og en turbulens intensitet på I = 0.1. Reduk-
tionen i den maksimale opdrift forårsaget af ruhed på forkanten medfører en 
væsentlig reduktion i effekten for FFA-W3 / NACA 63-6 konfigurationen for 
vindhastigheder imellem 9 m/s og 14 m/s fordi den maksimale opdrift med ru-
hed ikke er tilstrækkelig høj. Dette er ikke tilfældet for Risø-B1 konfiguratio-
nen, hvor effektkurvens hældning bibeholdes.  
Risø-B1 profilene gør 
især en forskel med 
ruhed på vingeforkan-
ten. 
 
Figur 4-6 Effektkurver normeret med mærkeeffekt for multi-MW møllen med 
henholdsvis Risø-B1 og FFA-W3/ NACA 63-6 profiler ved en turbulens intensi-
tet på I = 0.1. 
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Figur 4-7 Effektkurver normeret med mærkeeffekt for multi-MW møllen med 
hhv. Risø-B1 og FFA-W3/ NACA 63-6 profiler med ruhed på forkanten og en 
turbulens intensitet på I = 0.1. 
Energiproduktion 
Risø-B1 profilerne 
giver større energi-
produktion på 1.9% - 
3.9% afhængigt af 
turbulens intensiteten. 
 
Tabel 4-2 viser beregnet energiproduktion for multi-MW møllen med begge 
profilkonfigurationer for glat overflade for I = 0.0, I = 0.1 og I = 0.2 samt med 
ruhed på forkanten for I = 0.1. Energiproduktionen er generelt højere for Risø-
B1 profilerne sammenlignet med FFA-W3 / NACA 63-6 profilerne. Forskellen i 
energiproduktion forøges med turbulensen og er størst med ruhed på forkanten. 
 
Tabel 4-2 Energiproduktion for multi-MW møllen med hhv. Risø-B1 og FFA-
W3 / NACA 636 profiler. 
Turbulens intensitet Energiproduktion for Risø-B1 i forhold 
til FFA-W3 / NACA 63-6 
Glat overflade 
0.0 +1.9% 
0.1 +2.4% 
0.2 +3.9% 
Ruhed på forkanten 
0.1 +5.3% 
Aerodynamisk støj 
Aerodynamisk støj er udregnet for multi-MW møllen med begge profilkonfigu-
rationer vha. Risø’s eget støjberegningsprogram [4-11]. Det skal bemærkes at 
beregningerne i dette værktøj ikke afhænger af den eksakte profilkontur, men 
kun af den lokale strømning omkring profilet i form af lokal indfaldsvinkel og 
lokal strømnings-hastighed ud langs vingen (se evt. kapitel 8). Evt. forskelle i 
grænselaget for de to profil-konfigurationer kommer således ikke til udtryk i 
beregningerne. 
Risø-B1 profilerne 
giver lavere støj ved 
lav vind på grund af 
en lavere rotorhastig-
hed, men den samme 
støj som traditionelle 
profiler ved højere 
vindhastigheder.  Figur 4-8 viser total A-vægtet lydeffekt (Total SPL) som funktion af vindha-
stighed for multi-MW møllen med begge profilkonfigurationer. For vindhastig-
heder under 9 m/s er der en væsentlig forskel i lydeffekten som skyldes forskel-
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len i omløbstal for de to profilkonfigurationer. Det lavere omløbstal for Risø-B1 
konfigurationen medfører således en reduktion i lydeffekten på ca. 1.5 dB sam-
menlignet med FFA-W3 / NACA 63-6 konfigurationen. Dog er der ingen for-
skel i lydeffekten ved højere vindhastigheder, da omløbstallet her er det samme 
for begge konfigurationer. 
 
Figur 4-8 Total A-vægtet lydeffekt relativt til maksimal lydeffekt for multi-MW 
møllen med hhv. Risø-.B1 og FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. 
 
Figur 4-9 Ændring i energiproduktion som funktion af ændring i maksimal lyd-
effekt (Total SPL)  for multi-MW møllen med hhv. Risø-B1 og FFA-W3/ NACA 
63-6 profiler. 
For at afklare et evt. potentiale for lav-støjs drift er der foretaget en række opti-
meringer af omløbstal og blad-vinkel som funktion af vindhastighed for at opnå 
maksimal energiproduktion til forskellige begrænsninger på den maksimale støj. 
Figur 4-9 viser tabet i energiproduktion som funktion af den maksimalt tillade-
lige støj for multi-MW møllen med de to profil-konfigurationer. Det er klart at 
en reduktion i den tilladelige maksimale støj altid vil betyde et tab i energipro-
duktion. Størrelsen af dette tab afhænger imidlertid af off-design egenskaberne 
for de anvendte profiler. Figur 4-9 viser, at multi-MW møllen med Risø-B1 pro-
filer har bedre aerodynamisk ydelse ved lav-støjs drift. Således kan der opnås en 
Risø-B1 profilerne 
har et større potentia-
le for lav-støjs drift 
end traditionelle pro-
filer. Ved at ofre 2% 
af energiproduktionen 
kan støjen reduceres 
med 2 dB. 
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2 dB reduktion i lydeffekten ved et 2% tab i energiproduktion i modsætning til 
FFA-W3 / NACA 63-6 konfigurationen, hvor tabet er hele 4%. 
Aeroelastiske laster 
Risø-B1 profilerne 
giver højere udmattel-
seslaster og højere 
ekstremlaster sam-
menlignet med tradi-
tionelle profiler. 
Et komplet lastgrundlag er udregnet for multi-MW møllen med begge profil-
konfigurationer. Tabel 4-3 viser forskellen i udmattelseslasten for udvalgte sen-
sorer for multi-MW møllen med Risø-B1 profiler i forhold til multi-MW møllen 
med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. Udmattelseslasterne er generelt højere for 
Risø-B1 konfigurationen med forskelle fra 1% til 6.7%. Tabel 4-4 viser forskel-
len i ekstremlaster for udvalgte sensorer. De fleste ekstremlaster er en anelse 
højere for Risø-B1 konfigurationen sammenlignet med FFA-W3 / NACA 63-6 
konfigurationen. 
 
Tabel 4-3 Udmattelseslaster for multi-MW mølle med hhv. Risø-B1 og FFA-W3/ 
NACA 63-6 profiler. 
Sensor s-n  
eksponent 
Udmattelseslast for Risø-B1 i 
forhold til FFA-W3 / NACA 63-6 
Vingerod kantmoment 10 +1% 
Vingerod flapmoment 10 +6.7% 
Aksel torsion 6 +3.3% 
Nacelle tilt 6 +4.5% 
Nacelle yaw 6 +6.4% 
Tårnbund bøjning 6 -3.6% 
 
Tabel 4-4 Ekstremlaster for multi-MW mølle med hht. Risø-B1 og FFA-W3/ 
NACA 63-6 profiler. 
Sensor Ekstremlast for Risø-B1 i forhold til  
FFA-W3 / NACA 63-6 
Vingerod kantmoment +3.7% 
Vingerod flapmoment +5.6% 
Aksel torsion -0.3% 
Nacelle tilt +2.0% 
Nacelle yaw +2.1% 
Tårnbund bøjning 0% 
4.8 Multi-MW slank vinge sammenligning 
Risø-B1 profilerne på 
en smal vinge med lav 
soliditet er sammen-
lignet med traditionel-
le profiler på en ori-
ginal vinge med høje-
re soliditet. 
Der er udført en undersøgelse for en multi-MW mølle med lavere soliditet, dvs. 
med slankere vinger, i forhold til multi-MW møllen fra afsnit 4.7. Denne kaldes 
i det efterfølgende for ’lav-soliditet møllen’. Formålet er at afklare potentialet 
for lastreduktion vha. slankere vinger. Undersøgelsen involverer de samme to 
profilkonfigurationer. Der sammenlignes dog hovedsageligt imellem en lav-
soliditet mølle med Risø-B1 profiler og den originale multi-MW mølle med 
FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. 
 
Vinge-planformen for multi-MW møllen med lavere soliditet er opnået ved at 
reducere korden til 90% af den originale vinge. Tykkelsesforholdet er tilsvaren-
de forøget med 10% så vingens absolutte byggehøjde er bibeholdt. Det er anta-
get at selve vingens struktur er uændret og således er strukturen for lav-soliditet 
møllens rotor identisk med den originale rotor. 
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Effektkurve 
Risø-B1 profiler på en 
smal vinge giver en 
anelse mere effekt 
imellem 8 m/s og 14 
m/s sammenlignet 
med traditionelle pro-
filer på en bredere 
vinge. 
Effektkurver er beregnet for lav-soliditet møllen med begge profil-
konfigurationer. Figur 4-10 viser lav-soliditet møllen med hhv. Risø-B1 og 
FFA-W3 / NACA 63-6 profiler sammenlignet med den originale multi-MW 
mølle med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. Det ses, at effekten er den samme 
for alle tre konfigurationer fra 5 m/s til 8 m/s. For vindhastigheder imellem 8 
m/s og 14 m/s er effekten for lav-soliditet møllen med Risø-B1 profiler væsent-
ligt bedre end lav-soliditet møllen med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. Lav-
soliditet møllen med Risø-B1 profiler er ligeledes bedre end den originale mul-
ti-MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. Den dårligere aerodynamiske 
ydelse for lav-soliditet møllen med FFA-W3 / NACA 63-6 skyldes for tidligt 
stall på rotorens vingetipper på grund af den reducerede soliditet. 
 
Rotorens omløbstal ved lav vind er væsentligt lavere for lav-soliditet møllen 
med Risø-B1 profiler sammenlignet med lav-soliditet møllen med FFA-
W3/NACA 63-6 profiler som følge af den højere design-opdriftskoefficient. 
Den kompenserer til fulde for den slankere vinge. Omløbstallet er højere for 
lav-soliditet møllen med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler sammenlignet med den 
originale multi-MW mølle med de samme profiler fordi reduktionen i soliditet 
kræver en højere rotorhastighed for at opretholde effekten. 
 
Figur 4-10 Effektkurverne normeret med mærkeeffekt for lav-soliditet møllen 
med hhv. Risø-B1 profiler, ‘Low solidity Riso-B1’ og FFA-W3/ NACA 63-6 pro-
filer, ‘Low solidity FFA/NACA’ og den originale multi-MW mølle med FFA-W3 
/ NACA 636 profiler. Alle beregninger er ved en turbulens intensitet på I = 0.1. 
Energiproduktion 
Tabel 4-5 viser energiproduktionen for lav-soliditet møllen med Risø-B1 profi-
ler i forhold til hhv. lav-soliditet møllen med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler og 
den originale multi-MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. Energipro-
duktionen er højere for lav-soliditet møllen med Risø-B1 profiler i forhold til de 
andre konfigurationer. Således er energiproduktionen 3.8% højere for lav-
soliditet møllen med Risø-B1 i forhold til lav-soliditet møllen med FFA-W3/ 
NACA 63-6  profiler og 1.0% højere end den originale multi-MW mølle med 
FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. 
Risø-B1 profiler på en 
slank vinge giver fra 
1% til 3% mere ener-
giproduktion sam-
menlignet med tradi-
tionelle profiler på en 
bredere vinge. 
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Tabel 4-5 Energiproduktion for lav-soliditet møllen med Risø-B1 profiler sam-
menlignet med lav-soliditet møllen med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler og den 
originale multi-MW mølle med FFA-W3 / NACA 636 profiler. 
Turbulens 
intensitet 
Energiproduktion for lav-
soliditet mølle med Risø-B1 
i forhold til FFA-W3 / 
NACA 636 
Energiproduktion for lav-
soliditet mølle med Risø-B1 i 
forhold til original multi-
MW mølle med FFA-W3 / 
NACA 636  
0.0 +3.8% +1.0% 
0.1 +4.5% +1.4% 
0.2 +7.0% +3.0% 
Aerodynamisk støj 
Aerodynamisk støj er udregnet for lav-soliditet møllen med begge profilkonfi-
gurationer. Figur 4-11 viser resultaterne sammenlignet med den originale multi-
MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. Den maksimale lydeffekt er 
højere for lav-soliditet møllen i forhold til den originale multi-MW mølle på 
grund af højere indfaldsvinkler ved vingetippen som følge af de slankere vinger. 
For vindhastigheder under 9 m/s er den totale lydeffekt lavere for lav-soliditet 
møllen med Risø-B1 sammenlignet med både lav-soliditet møllen og den origi-
nale multi-MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. Dette skyldes den 
lavere rotorhastighed. Den lavere rotorhastighed for lav-soliditet møllen med 
Risø-B1 profiler resulterer i 1.5 dB lavere lydeffekt i forhold til samme rotor 
med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler. Der er derimod ingen forskel i den mak-
simale lydeffekt, der optræder ved høj vind hvor rotorhastigheden er den sam-
me. 
Risø-B1 profiler på en 
smal vinge giver lidt 
lavere støj ved lav 
vind men højere støj 
ved høj vind sammen-
lignet med traditionel-
le profiler på en bre-
dere vinge. 
 
Figur 4-11 Total A-vægtet lydeffekt relativt til maksimal lydeffekt (Total SPL) 
for lav-soliditet møllen med hhv. Risø-B1, ‘Low solidity Riso-B1’, og FFA-W3 / 
NACA 63-6 profiler, ‘Low solidity FFA/NACA’ og for den originale multi-MW 
mølle med FFA-W3 / NACA 636 profiler. 
Aeroelastiske laster 
Et komplet lastgrundlag er udregnet for lav-soliditet møllen med begge profil-
konfigurationer. Tabel 4-6 viser udmattelseslaster for udvalgte sensorer for lav-
soliditet møllen med Risø-B1 profiler i forhold til den originale multi-MW møl-
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le med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. Generelt er udmattelseslasterne reduce-
ret som følge af reduktionen i rotorens soliditet bortset fra vingerodens kant-
moment som domineres af vingens vægt, der er den samme. Aksel torsion do-
mineres af den producerede effekt, som er forøget. Tabel 4-7 viser ekstremlaster 
for udvalgte sensorer for lav-soliditet møllen med Risø-B1 profiler sammenlig-
net med den originale multi-MW mølle med FFA-W3/ NACA profiler. Alle 
ekstremlaster er reducerede som følge af den reducerede soliditet. 
Risø-B1 profiler på en 
smal vinge giver lave-
re udmattelses- og 
ekstremlaster for de 
fleste sensorer sam-
menlignet med tradi-
tionelle profiler på en 
bredere vinge. 
 
Tabel 4-6 Udmattelseslaster for lav-soliditet mølle med Risø-B1 profiler i for-
hold til original multi-MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. 
Sensor s-n  
eksponent 
Udmattelseslast for Risø-B1 i 
forhold til FFA-W3 / NACA 63-6 
Vingerod kantmoment 10 +0.7% 
Vingerod flapmoment 10 -4.3% 
Aksel torsion 6 +1.4% 
Nacelle tilt 6 -3.4% 
Nacelle yaw 6 -2.8% 
Tårnbund bøjning 6 -6.1% 
 
Tabel 4-7 Ekstremlaster for lav-soliditet mølle med Risø-B1 profiler i forhold til 
original multi-MW mølle med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler. 
Sensor Ekstremlast for Risø-B1 i forhold til  
FFA-W3 / NACA 63-6 
Vingerod kantmoment -7.3%. 
Vingerod flapmoment -8.3% 
Aksel torsion -0.4% 
Nacelle tilt -7.7% 
Nacelle yaw -10% 
Tårnbund bøjning -13% 
 
4.9 Konklusion 
Den nye profilfamilie Risø-B1 er undersøgt som et alternativ til den traditionel-
le profil-konfiguration, FFA-W3/ NACA 63-6, til anvendelse på en multi-MW 
vindmølle med pitch-regulering og variabelt omløbstal. Risø-B1 profil-familien 
er designet med en høj maksimal opdrift specifikt for pitch-regulering og varia-
belt omløbstal for at muliggøre design af slanke og fleksible vinger, som redu-
cerer belastningerne på de fleste af møllens komponenter. Samtidigt opretholdes 
energiproduktionen i modsætning til slanke vinger med traditionelle profil-
konfigurationer, hvor der vil være et tab i energiproduktion. 
Risø-B1 profiler mu-
liggør slanke og flek-
sible vinger, som kan 
reducere laster samti-
digt med at energi-
produktionen opret-
holdes. 
 
Tilgængelige vindtunnelmålinger fra VELUX er sammenlignet for de to profil-
konfigurationer. Risø-B1-18 og Risø-B1-24 er sammenlignet med NACA 63-
415 og FFA-W3-241. Maksimal opdrift er større for Risø-B1 profilerne og de-
res driftspunkter ligger ved en højere opdrift. Desuden er de er mere ufølsomme 
over for ruhed. 
 
3D profil-data er genereret for at muliggøre beregninger af effektkurve, energi-
produktion, aerodynamisk støj samt aeroelastiske laster baseret på et komplet 
lastgrundlag. En direkte sammenligning er udført for en specifik multi-MW 
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vindmølle hvor Risø-B1 profil-familien er sammenlignet med den traditionelle 
konfiguration, FFA-W3/ NACA 63-6. 
 
Risø-B1 profiler giver 
bedre effekt og mere 
energi end traditio-
nelle profiler, men 
også højere laster 
hvis vingens soliditet 
ikke reduceres. Desu-
den er sikkerhedsaf-
standen imellem vinge 
og tårn kritisk. 
Følgende konklusioner kunne drages for den aktuelle multi-MW mølle med 
Risø-B1 profiler i sammenligning med FFA-W3/ NACA 63-6 profiler: 
• Energiproduktionen var forøget med 1.9% uden turbulens og forøgelsen 
voksede til 3.9% ved 20% turbulens intensitet. 
• Ved ruhed på forkanten forøgedes energiproduktionen med 5.3%. 
• Rotorhastigheden var ca. 15% lavere for vindhastigheder under 9 m/s på 
grund af en højere design-opdrift. 
• Den maksimale aerodynamiske støj var den samme, men på grund af lavere 
omløbshastighed ved vindhastigheder under 10 m/s var støjen her 1.5 dB 
lavere. 
• Tabet i energiproduktion ved lav-støjs drift var væsentligt lavere. 
• Udmattelseslaster blev forøget fra 3% til 7%. 
• Ekstremlaster blev forøget op til 5% med få undtagelser. 
• Sikkerhedsafstanden imellem tårn og vingetip er ikke udregnet idet vinger-
nes struktur er antaget ens. Det må imidlertid forventes at den bliver redu-
ceret mellem 5% og 10% på grund af de forøgede belastninger. 
 
Risø-B1 profilerne udviste bedre aerodynamiske egenskaber på den aktuelle 
multi-MW mølle, dog med forøgede laster og en reduceret sikkerhedsafstand 
imellem vinge og tårn.  
 
For at undersøge muligheden for at reducere laster blev soliditeten for multi-
MW møllens vinger reduceret med 10% og den samme undersøgelse blev ud-
ført med de to forskellige profilkonfigurationer, således at møllen med reduceret 
soliditet og Risø-B1 profiler blev sammenlignet med den originale multi-MW 
mølle med FFA-W3 / NACA 63-6 profiler med følgende resultater: 
Risø-B1 profiler på en 
smal vinge giver bed-
re effekt og mere 
energi end traditio-
nelle profiler på en 
bredere vinge. Desu-
den reduceres laster-
ne. Dog er sikker-
hedsafstanden imel-
lem vinge og tårn kri-
tisk. 
• Energiproduktionen var forøget med 1.0% uden turbulens og forøgelsen 
voksede til 3.0% ved 20% turbulens. 
• Den maksimale aerodynamiske støj var omkring 1 dB højere på grund af de 
slankere vinger, som forøger indfaldsvinklen for vingetippen ved vindha-
stigheder tæt på mærkeeffekt. 
• Udmattelseslaster blev typisk reduceret med 5%. 
• Ekstremlaster blev reduceret med op til 13%. 
 
Resultaterne viste at det var muligt at reducere laster samtidigt med at aerody-
namisk ydelse alligevel blev en smule forbedret, dog med en forøgelse af den 
maksimale aerodynamiske støj. For at opnå en mere fair sammenligning burde 
vingen med reduceret soliditet optimeres specifikt til Risø-B1 profilerne fordi 
det vil kunne eliminere forøgelsen af den aerodynamiske støj og muligvis føre 
til større reduktion i udmattelses- og ekstremlaster. 
 
Følgende ulemper blev identificeret for anvendelsen af Risø-B1 profil familien i 
stedet for traditionelle profiler: Ulemperne ved Risø-
B1 profilerne er: (1) 
en avanceret tvær-
snitsform; (2) risiko 
for større tip-
udbøjning; (3) mang-
lende verifikation af 
profilegenskaber; (4) 
udgifter til licens. 
• Risø-B1 profilerne har en mere avanceret profil-kontur med en væsentlig 
hulning på undersiden og den maksimale tykkelse ligger længere fremme 
ved næsen. Det kan nødvendiggøre en mere avanceret struktur, som fx. an-
vendelse af kulfibre, og muligvis kræve mere vægt per længdeenhed for at 
vingen kan opretholde bøjningsstivheden. 
• En design-filosofi som kræver slanke vinger vil muligvis betyde en reduce-
ret sikkerhedsafstand imellem vingetip og tårn på grund af forøget tipud-
bøjning. 
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• En forøget risiko på grund af usikkerhed på de forventede profilegenskaber. 
Indtil nu findes der kun vindtunnelmålinger på to profilsektioner ved et 
Reynolds tal på 1.6 million. Fuldskala forsøg er i gang, men der er endnu 
ikke publiceret resultater. 
• Der vil være omkostninger forbundet med licens til anvendelsen af profi-
lerne og muligvis udgifter til design og modifikationer af nye profiler. 
 
Følgende fordele blev identificeret for anvendelsen af Risø-B1 profil familien i 
stedet for traditionelle profil-konfigurationer: Fordelene ved Risø-
B1 profiler er: (1) 
Større energiproduk-
tion; (2) reduktion af 
aerodynamisk støj; 
(3) Mulighed for last-
reduktion for smalle 
vinger; (4) Mulighed 
for tykkere vinger; (5) 
Bedre egenskaber for 
beskidte vinger. 
• Større energiproduktion sammenlignet med traditionelle profiler eller alter-
nativt en reduktion i laster uden forringelse af energiproduktionen. 
• Reduktion i aerodynamisk støj ved lav vind på grund af et reduceret om-
løbstal. 
• Forbedrede muligheder for begrænset tab i energiproduktion ved lav-støjs 
drift. 
• Reduktion af laster uden et væsentligt tab i energiproduktion ved smalle 
vinger med lav soliditet. 
• Flere frihedsgrader ved design af vinger for lokalt at forøge tykkelsesfor-
holdet ud langs vingen eller for lokalt at reducere vingebredden. 
• Bedre egenskaber med ruhed på forkanten og bedre tolerance over for 
fremstillingsfejl. 
• Bedre overensstemmelse imellem geometrien for de enkelte profiler i pro-
filfamilien. 
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5 Stilstandslaster - Mac Gaunaa, Torben J. 
Larsen 
Beregning af lasterne på en mølle i stilstand er for øjeblikket en af de størrelser, 
der er behæftet med størst usikkerhed ved aeroelastiske koder baseret på Blad 
Element Momentum (BEM) metoden, som i stilstandstilfældet generelt er uden-
for sit gyldighedsområde. Aerodynamikken omkring vingerne i det generelle 
stilstandstilfælde, hvor vinden kan komme i alle tænkelige anstrømningsretnin-
ger, er meget kompleks, og er langt fra korrekt beskrevet ved de profilkoeffici-
enter, der benyttes til almindelige aeroelastiske beregninger. I de fleste aeroe-
lastiske koder er effekter fra rotation såvel som tip og rodeffekter medtaget i 
profilkoefficienterne. Rotationseffekterne er naturligvis ikke til stede når roto-
ren er parkeret, og både rod og tipeffekter er sandsynligvis afhængige af både 
rotation og anstrømningsretning. 
Der er stor usikker-
hed ved beregning af 
møllers stilstandsla-
ster med aeroelastiske 
koder. 
 
I det normale beregningsområde for de eksisterende beregningsmodeller er an-
strømningskomposanten i vingens længderetning lille i forhold til komposanten 
i planet vinkelret på vingens længderetning, hvorfor kun denne bliver brugt i 
beregningerne. En bedre modellering af disse fænomener ville angiveligt for-
bedre modellernes forudsigelse af stilstandslasterne. 
 
Betz [5-1] har udviklet en korrektion for liftkraften ved skrå anstrømning. Den-
ne er udledt under store simplifikationer, og tager ikke højde for dynamik eller 
geometriske forhold som eksempelvis taper og twist. En korrektion for drag-
kræfterne, som i det generelle tilfælde er af samme størrelsesorden som liften, er 
ikke kendt. 
 
Der er for de mest benyttede aeroelastiske koder (Flex, HAWC) ved stilstands-
beregninger observeret dynamiske instabiliteter i form af kantsvingninger for 
visse positioner af yaw og azimutvinkler. Energien som anslår disse svingninger 
kommer fra rotorerne. Disse instabiliteter er imidlertid ikke observeret i målin-
ger. Det er ikke klart, hvor langt de virkelige møller er fra denne type instabili-
teter, og hvor store de dynamiske effekter svarende til dynamisk stall er ved 
disse anstrømningsretninger. 
Der er observeret 
kantsvingninger i ae-
roelastiske koder un-
der stilstand i eks-
tremvind. 
 
For at undersøge hvad der driver denne type dynamiske instabilitet er der fore-
taget beregninger med en aeroelastisk kode, samt udført todimensionel kvasista-
tionær analyse af aerodynamikken. 
5.1 Kortlægning af kritiske forhold ved kantsving-
ninger under stilstand 
For at undersøge under hvilke forhold instabiliteterne forekommer, er der for en 
mølle i MW størrelse foretaget en række beregninger med den aeroelastiske ko-
de HAWC [5-2], hvis aerodynamiske model er baseret på BEM metoden. Alle 
komponenter på nær én vinge er modelleret stive, sådan at de kritiske områder 
kan isoleres. Hvis hele strukturen er fleksibel vil alle vingerne deltage i sving-
ningen, og det vil derfor være svært at se hvilken vinge der tilfører energi til 
systemet. På denne måde kan influensen af rotorens azimutposition, den ind-
Der er foretaget be-
regninger med HAWC 
for at lokalisere de 
kritiske områder for 
kantsvingningerne. 
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kommende vinds retning og effekten af indfaldsvinkler på den aerodynamiske 
dæmpning undersøges. For at få en kvantitativ størrelse for hvad den kantvise 
dæmpning er, er den kantvise svingningsform anslået med en periodisk kraft i et 
tidsinterval, hvorefter det logaritmiske dekrement af kantsvingningen er bereg-
net fra udklingningen. 
 
Idet både azimutpositionen af vingen og vindens retning i forhold til møllen kan 
antage vilkårlige værdier i en ekstremvindssituation, er der udført beregninger 
fra 00 til 3600 med 200 intervaller for både azimutpositioner og vindretninger for 
vindhastigheden 50 m/s. 
 
For at modellere stilstandssituationen så korrekt som muligt rent aerodynamisk 
set er induktionen sat til nul. De indenfor vindmølleindustrien oftest anvendte 
modeller for dynamisk stall, Øye modellen [5-3] og Beddoes-Leishmann mo-
dellen [5-4], virker i området hvor strømningen endnu ikke er dybt separeret, og 
har derfor ingen effekt for indfaldsvinkler over 350-400, hvor aerodynamikken 
derfor effektivt er kvasistatisk. For at foretage en undersøgelse med så klare 
betingelser som muligt er beregningerne udført uden nogen form for modelle-
ring af dynamisk stall, det vil sige med kvasistationær aerodynamik. Den struk-
turelle dæmpning for rotoren i kantsvingningsretningen er i beregningerne 2.7 
%. 
Induktion og dyna-
misk-stall effekter er i 
beregningerne sat til 
nul. Den strukturelle 
dæmpning i kantret-
ningen er 2.7%. 
 
I Figur 5-1 er vist de aerodynamiske profilkoefficienter for det pågældende 
blad. De forskellige kurver svarer til forskellige radielle positioner på bladet. 
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Figur 5-1: Lift- og dragkoefficienter for MW-mølle. 
Det ses, at den spanvise forskel i liftkoefficienterne kun eksisterer for indfalds-
vinkler mellem 50 og 500, hvorimod dragkoefficienterne på den yderste del af 
rotoren er cirka 10% større end dem på den inderste del af rotoren. I henhold til 
3D Navier-Stokes resultater for en vinge i stilstand [5-6], [5-7], er det usandsyn-
ligt at de virkelige koefficienter er så ens for alle spanvise positioner. Desuden 
ses det, at kurverne er meget dårligt opløst udenfor det normale driftsområde for 
vindmøllerotorer. 
De aerodynamiske 
koefficienter er dår-
ligt opløst udenfor det 
normale driftsområde,
samt urealistiske i 
stilstandstilfældet. 
 
Figur 5-2 viser det logaritmiske dekrement af vingens kantpostition som funkti-
on af azimutvinkel og vindretning beregnet på baggrund af koefficienterne vist 
ovenfor. 
  Risø-R-1434(DA) 66 
 
Figur 5-2: Logaritmisk dekrement som funktion af azimutvinkel og vindretning. 
I nulpunktet for azimutpositionen har rotoren tippen lodret nedad, og nulpunktet 
for vindretningen svarer til vindinfald vinkelret på rotorplanet, som ved normal 
drift. Positivretningerne for vindretning, θ, og azimutpositioner, ϕ, er vist her-
under. 
 
θ 
 
 
 
     ϕ 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Vingerne er i stilstand kantstillet med bagkanten frem. Det ses af figur 5-2, at 
der umiddelbart er fire kritiske områder for kantsvingningerne. 
 
For at relatere de dæmpningsmæssigt kritiske områder til indfaldsvinkler, viser 
Figur 5-3 sammenhængen mellem azimutposition, vindretning og indfaldsvink-
len i ¾ radius.  
 
Figur 5-3: Sammenhængen mellem vindretning, azimutposition og indfaldsvin-
kel på rotoren i ¾ tipradius. 
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Sammenholdes Figur 5-2 og Figur 5-3, ses at indfaldsvinklerne for de kritisk 
dæmpede tilfælde ligger i områderne omkring –400 og 1400, hvilket er indfalds-
vinkler hvor lift og drag typisk er dårligt bestemt. 
5.2 2D Kvasistationær analyse 
For at undersøge hvilke faktorer der driver den observerede kantsvingning-
sinstabilitet udledes et kvasistatisk udtryk for den todimesionelle aerodynami-
ske dæmpning for en profilsektion med svingningsretningen β, defineret på 
Figur 5-4 
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Figur 5-4: Definition af indfaldsvinkel, α, og svingningsretning, β, ud fra vind-
retningen. 
Lift og dragkoefficienterne er defineret som 
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Grundantagelsen ved 
kvasistationær analy-
se er, at de karakteri-
stiske tider for syste-
mets bevægelse er 
meget langsommere 
end de karakteristiske 
tider associeret med 
dynamikken i strøm-
ningen. 
Den grundlæggende antagelse ved kvasistatisk analyse er, at henfaldstiderne for 
de dynamiske kræfter er langt hurtigere end tiderne associeret med bevægelsen 
af det system, der skal analyseres. I dette tilfælde betyder det, at den kvasista-
tionære antagelse er at lift- og dragkoeficienterne i det koordinatsystem som 
følger med profilet, det relative koordinatsystem, kun er en funktion af den rela-
tive indfaldsvinkel 
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Den relative indfaldsvinkel er givet ved indfaldsvinklen, vindhastigheden, samt 
hastigheden af profilet. 
)arctan(
xV
y
rel 

−−= αα  
Idet kraften fra strømningen på profilet i det relative system således er givet ved 
den relative indfaldsvinkel samt størrelsen og retningen af den relative hastig-
hed, kan man ved projektion af kræfterne på svingningsretningen i det ikke-
bevægede system opstille et udtryk for kraften i svingningsretningen. Efter li-
nearisering fås udtrykket 
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Bemærk, at notationen ()’ indikerer den afledte af størrelsen med hensyn til ind-
faldsvinkel i radianer, samt at α i subskriptet refererer til at profilkoefficienterne 
og afledte skal tages ved den geometriske indfaldsvinkel, α. 
 
Hvis den aerodynamiske dæmpning defineres positiv, sådan at den virker med 
samme fortegn som strukturel dæmpning, dvs. at positiv dæmpning fører energi 
ud af systemet, fås det endelige udtryk for den aerodynamiske dæmpning 
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Det endelige udtryk 
for den kvasistationæ-
re dæmpning ved ret-
linet bevægelse er 
udledt. 
 
En detaljeret udledning af den kvasistatiske aerodynamik findes i reference 
[5-5]. Af ovenstående ligning ses, at den todimensionelle kvasistatiske aerody-
namiske dæmpning er bestemt af lift- og dragkoefficienterne, deres afledte med 
hensyn til indfaldsvinkel, samt af svingningsretningen, β. Fra ligningen ses des-
uden, at dæmpningen er direkte proportional med densiteten, korden, samt 
vindhastigheden. Dette betyder i tilfældet med konstant strukturel dæmpning, at 
den totale dæmpning for alle tilfælde med blot en smule negative aerodynamisk 
dæmpning kan blive negativ hvis vindhastigheden bliver høj nok. 
 
For at anskueliggøre hvilken effekt svingningsretningen har på den aerodynami-
ske dæmpning er der på Figur 5-5 vist de led som styrer effekten af denne. 
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Figur 5-5: Effekt af svingningsretningen på de aerodynamiske led 
Det bemærkes, at alle leddene er periodiske med perioden 1800, idet 
 Den aerodynamiske 
dæmpning er perio-
disk med perioden 
180°. 
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Dette er naturligvis korrekt, idet man ved en 180 graders rotation af en vilkårlig 
akse blot vender fortegnet af aksen, svarende til at både kraftens og hastighe-
dens fortegn vendes, hvilket resulterer i samme dæmpning. 
 
Sammenholdes informationen fra ligningen for den aerodynamiske dæmpning 
med Figur 5-5 kan man uddrage information om betydningen af de aerodynami-
ske koefficienter og afledede for den aerodynamiske dæmpning for forskellige 
svingningsretninger. 
 
Det ses, at liftkoefficienten og den afledte af dragkoefficienten påvirker dæmp-
ningen på samme måde, og at effekten fra disse har positivt fortegn fra 00 til 900 
med maksimum i 450, og negativt fortegn fra 900 til 1800 med minimum i 1350, 
samt ingen influens i 00 og 900. Positive liftkoeficienter og afledte af dragkoef-
ficienter bidrager til positiv aerodynamisk dæmpning i området fra 00 til 900 og 
negativ dæmpning i området fra 900 til 1800. 
 
 Svingningsretningens indflydelse på effekten fra den afledte af liftkoefficienten 
er positiv overalt undtagen i 900, hvor den er nul. Dette betyder, at for alle andre 
svingningsretninger end i vindretningen, β=900, har den del af den aerodynami-
ske dæmpning som er associeret med den afledte af liftkoefficienten samme 
fortegn som denne. 
 
Det sidste led i ligningen for den aerodynamiske dæmpning er influensen af 
dragkoefficientens størrelse. Det bemærkes, at dæmpningsbidraget fra drag altid 
er positivt, idet drag som bekendt altid er positiv. Drag har altså altid en stabili-
serende virkning på vibrerende rotorer. Det ses desuden, at effekten af dette led 
er størst for β=900, i vindretningen, hvor effekten af drag er dobbelt så stor som 
for bevægelse vinkelret på vindretningen, β=00. 
Dæmpningsbidraget 
fra drag er altid posi-
tivt. 
 
Figur 5-6 viser de afledte af lift- og dragkoefficienterne svarende til lift og drag-
koefficienterne fra Figur 5-1. 
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Figur 5-6:Afledte af lift- og dragkoefficienter med hensyn til indfaldsvinklen. 
Det ses, at profilkoefficienterne og deres afledte i de områder, der ligger uden-
for virkeområdet af dynamiske stall modeller, alle har omtrent samme størrel-
sesorden. Det betyder, at der ikke er et af leddene i udtrykket for den aerodyna-
miske dæmpning, som generelt kan anses som værende toneangivende for stabi-
liteten på baggrund af den kvasistationære analyse. 
Der kan ikke siges at 
være en dominerende 
faktor for den aero-
dynamiske dæmpning. 
5.3 Diskussion 
For at undersøge i hvor høj grad den udledte 2D kvasistationære teori stemmer 
overens med resultaterne fra HAWC er der foretaget beregninger svarende til 
disse. 
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I henhold til resultaterne fra den kvasistationære analyse skulle den aerodyna-
miske dæmpning for en givet svingningsretning være dikteret af indfaldsvinklen 
alene. Figur 5-7 viser det logaritmiske dekrement fra HAWC beregningerne 
sammenlignet med det analytiske udtryk for den kvasistationære aerodynamiske 
dæmpning. Svingningsretningen i den kvasistationære analyse er givet ved 
kantsvingningsretningen af rotoren i 75% radius. 
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Figur 5-7: Sammenligning af HAWC resultater (sort) i form af logaritmisk de-
krement og kvasistationære resultater (rødt) i form af nondimensional aerody-
namisk dæmpning, CDA=DA/(0.5 ρ cV). Begge som funktion af middelindfalds-
vinkel. 
Det ses, at den generelle overensstemmelse mellem kurverne er god på trods af, 
at det ikke er de samme størrelser der sammenlignes. De sammenlignede stør-
relser reflekterer den samme fysik, hvilket legitimerer sammenligningen. For-
skydningen af nulpunktet mellem HAWC og kvasistationære beregninger skyl-
des en kombination af to faktorer, hvoraf den første er strukturel dæmpning. 
Den strukturelle dæmpning af rotoren (2.7 % i den kantvise retning) er medtaget 
i HAWC beregningen, hvorimod de kvasistatiske beregninger kun indeholder 
det aerodynamiske bidrag. Den anden af faktorerne er forskellen mellem en 
kvasi-3D analyse som HAWC koden og en fuldt 2D analyse som den kvasista-
tionære teori. Det logaritmiske dekrement fra HAWC beregningerne stammer 
fra en svingning som drives af kræfterne fra flere forskellige spanvise sektioner, 
der har forskellige indfaldsvinkler, profilkoefficienter og svingningsretninger. 
Dette er naturligvis ikke tilfældet i den kvasistationære analyse. 
Der er generelt god 
overensstemmelse 
mellem resultater fra 
HAWC og 2D  kva-
sistationær  analyse. 
 
Spredningen af HAWC resultaterne for en given indfaldsvinkel kan skyldes, at 
størrelsen af vindhastigheden projiceret ned i planet vinkelret på rotoren for den 
samme indfaldsvinkel kan være meget forskellig på grund af den skæve an-
strømning. Dette bevirker et mere dæmpet respons, idet størrelsen af den di-
mensionsbehæftede aerodynamiske dæmpning er direkte proportional med 
vindhastigheden i planet vinkelret på rotoren. Idet overensstemmelsen generelt 
er god mellem resultaterne fra HAWC og kvasistatisk analyse, konkluderes at 
den todimensionelle kvasistatiske analyse er i stand til at beskrive fysikken i det 
Spredningen i HAWC 
resultaterne skyldes 
skæv indstrømning. 
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der sker i de langt mere komplicerede HAWC beregninger på trods af model-
lens meget simple form. 
 
For at se hvilke led bidragene til den kvasistatiske aerodynamiske dæmpning 
kommer fra, er delbidragene vist på Figur 5-8. 
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Figur 5-8: Delbidragene til den kvasistatiske aerodynamiske dæmpning for 
kantsvingningen. 
Som det ses, er leddene af samme størrelsesorden. Dragværdierne trækker i ret-
ning af positiv aerodynamisk dæmpning, hvorimod de andre generelt trækker i 
den negative retning. Desuden ses, at effekten af CL og CD’ generelt er ret ens. 
En følsomhedsanalyse 
foretages ved optime-
ring af de aerodyna-
miske koefficienter 
sådan, at den kantvise 
instabilitet undgås. 
 
For at undersøge hvor følsom den aerodynamiske dæmpning er for ændringer i 
de aerodynamiske koefficienter, er der udviklet en optimeringsalgoritme, som 
givet en kantsvingningsretning kan ændre de aerodynamiske koefficienter såle-
des, at den aerodynamiske dæmpning ikke kommer under en givet værdi. Idet 
det foreskrives, at den dimensionsløse aerodynamiske dæmpning ikke må kom-
me under -0.2, fås resultaterne vist på Figur 5-9. 
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Figur 5-9: Dæmpning efter optimering for at fjerne negativ aerodynamisk 
dæmpning under CDA=-0.2. 
Ændringen af profilkeofficienterne for at opnå denne modifikation er vist på 
Figur 5-10 og Figur 5-11, hvor både originale og modificerede koefficienter er 
vist. 
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Figur 5-10: Originale og modificerede profilkoefficienter. 
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Figur 5-11: Afledte af originale og modificerede profilkefficienter. 
Som det ses af figurerne er ændringerne af koefficienterne ikke ret store i for-
hold til den usikkerhed, de i stilstandstilfældet er behæftet med. Det skal under-
streges, at ændringerne af koefficienterne ikke har nogen umiddelbar fysisk be-
grundelse. Det den ovenstående undersøgelse har til formål, er at vise hvor føl-
somt det observerede kantsvingningsfænomen er for valget af profilkoefficien-
ter. 
 
Beregninger [5-6], [5-7] foretaget med CFD koden EllipSys3D (se sektion 2.5), 
har vist, at der ved stilstand og indstrømning vinkelret på rotoren eksisterer et 
område nær tippen, hvor dragkoefficienterne har et lokalt maksimum. Hvis dis-
se højere drag-værdier tæt ved tippen, der for moderne vinger ved α=90o har 
værdier helt op til 2, er et generelt forekommende fænomen for rotorer ved høje 
indfaldsvinkler, har dette en stærkt stabiliserende effekt på kantsvingningerne. 
Idet området med forhøjet drag forekommer ved tippen af rotoren, hvor bevæ-
gelsen ved kantsvingningerne er størst, vil den dæmpende effekt af et sådant 
område være stor. Dette kan muligvis være forklaringen på, hvorfor disse kant-
svingninger ikke er observeret i virkeligheden. Denne hypotese kræver dog ve-
rifikation gennem yderligere CFD beregninger for de kritiske indfaldsvinkler. 
Resultater fra 3D 
CFD beregninger kan 
eventuelt forklare, at 
fænomenet ikke er set 
på virkelige møller. 
 
Idet denne undersøgelse ikke har kunnet afvise, at kantsvingningsfænomenet vil 
kunne opstå i virkeligheden, anbefales at rotorens vinger ved ekstremvindssitua-
tioner sættes ved forskellige pitchvinkler, samt at vindmøllen sættes i et kontrol-
leret friløb. De forskellige pitchvinkler af vingerne vil bevirke at maksimalt en 
vinge kommer ind i et kritisk område, og kan derfor overføre en del af sving-
ningsenergien via hovedakslen til de andre vinger der er positivt dæmpede. Det 
kontrollerede friløb gør at de enkelte vinger ikke er i kritiske områder længe ad 
gangen, så svingningerne ikke har tid til at opbygges for meget. 
For at undgå kant-
svingninger anbefales 
det at sætte pitch-
vinklerne for vingerne 
forskelligt, samt at 
lade møllen foretage 
kontrolleret friløb. 
 
Som en afslutning på diskussionen skal det nævnes, at der ikke findes nogen 
model for eller målinger af de instationære effekter ved meget høje indfalds-
vinkler. Modellering af sådanne effekter kunne have stor effekt på den aerody-
namiske dæmpning. 
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5.4 Konklusion 
I det foregående er kantsvingninger for en mølle i MW størrelse ved stilstand 
undersøgt med BEM koden HAWC. Herved er de mest kritiske kombinationer 
af azimutpositioner og vindretninger lokaliseret. Indfaldsvinklerne i de kritiske 
områder er henholdsvis ca. –40o samt 140o, hvilket er langt højere indfaldsvink-
ler end ved kantsvingninger under drift. 
 
Der er desuden opstillet en simplificeret model for den todimensionelle kva-
sistatiske aerodynamiske dæmpning, og det er vist, at det er muligt at genskabe 
de dynamiske fænomener fra HAWC beregningerne med den meget simplere 
2D kvasistatiske analyse. På baggrund af den kvasistationære model er de fakto-
rer, der er bestemmende for den aerodynamiske dæmpning, belyst. 
 
Ved hjælp af numerisk optimering af de aerodynamiske koefficienter på basis af 
udtrykkene fra den kvasistatiske analyse, er det vist at de observerede kant-
svingninger er meget følsomme for valget af de aerodynamiske koefficienter. 
Ved relativt små ændringer af de aerodynamiske koefficienter er det muligt at 
ændre den aerodynamiske dæmpning sådan at alle kantsvingninger i de fulde 
aeroelastiske beregninger vil blive dæmpet ud af rotorens strukturelle dæmp-
ning. Dette betyder, at stabiliteten er bestemt af størrelser som ligger indenfor 
usikkerheden på de anvendte profildata. 
 
Endvidere har CFD beregninger vist, at der ved indstrømning vinkelret på vin-
gen eksisterer et område med høj drag nær tippen. Hvis CFD resultaterne er ge-
nerelle for høje indfaldsvinkler kan dette være forklaringen på at fænomenet 
ikke er observeret i virkeligheden. Denne hypotese kræver dog verifikation. 
 
Idet det foreliggende arbejde ikke har kunnet afvise muligheden for kantsving-
ninger ved stilstand i ekstremvindssituationer, tilrådes forskellige pitch-vinkler 
af vingerne samt kontrolleret friløb i disse situationer. Dette vil begrænse mu-
ligheden for kantsvingningernes opståen. 
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6 Betydning af store udbøjninger – 
Torben J. Larsen, Anders M. Hansen 
For en pitchreguleret mølle i megawatt klassen undersøges betydningen af at 
medtage store udbøjninger i aeroelastiske beregninger. Den første del af kapitlet 
omhandler udelukkende effekten af ændret energiproduktion beregnet med en 
modificeret HAWC variation, hvor der er taget udgangspunkt i samme mølle og 
vindhastighed som i undersøgelserne foretaget med CFD beregninger, se sekti-
on 2.7. Den anden og sidste del af kapitlet omhandler den strukturelle betydning 
store udbøjninger har mht. frekvensskift, ændrede udbøjningsformer samt laster. 
Til dette er anvendt flere forskellige koder til sammenligning. Udover HAWC 
samt en modificeret HAWC udgave er anvendt en multi-body formuleret kode. 
6.1 Energiproduktion 
I dette kapitel bliver der bl.a. sat speciel fokus på effekten af energiproduktion. 
Larsen [6-1] har vist en reduktion i energi årsproduktion på 3% for en pitchre-
guleret mølle med rotordiameter på 80m, hvor den primære årsag til effektre-
duktionen er reduceret overstrøget areal samt tiphastighed. I disse beregninger 
var rotoren ukonet, hvorved udbøjningen medførte en betydelig reduktion i ef-
fektiv rotorradius og dermed også effekt. I de nye undersøgelser er der taget 
udgangspunkt i en pitchreguleret mølle med konet rotor. Denne rotor er under-
søgt ved flere konfigurationer og med flere uafhængige værktøjer (se også be-
regninger vha. CFD og aktuatordisk beregninger kapitel 2). I dette afsnit er ude-
lukkende vist resultater foretaget med en modificeret HAWC udgave benævnt 
HAWC_INS (se beskrivelse senere i kapitlet). Konfigurationerne er henholdsvis 
konet-ikkeudbøjet, ukonet-udbøjet, ukonet-ikkeudbøjet og konet-udbøjet, se 
Figur 6-1 og Tabel 6-1. 
Energiproduktionen 
undersøges for en 
pitchreguleret mølle 
med 4 forskellige 
kombinationer af ko-
ning og udbøjning. 
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Figur 6-1: Udbøjningsform anvendt i beregningerne. Radius fra navcenter til 
tip er reduceret med 0.28 m, vindhastighed 12 m/s, 0 graders pitch. 
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Tabel 6-1: Beregnet effekt ved forskellige konfigurationer af udbøjning og ko-
ning. Effektiv rotorradius er også vist. 
Rotor konfiguration Effekt [MW] Afv. i effekt Rotor 
radius 
Afv. i 
areal 
ukonet, ikke-deformeret 0,952 - 1,0 - 
konet, ikke-deformeret 0,948 -0,35 % 0,998 -0,49 % 
ukonet, deformeret 0,934 -1,9 % 0,994 -1,24 % 
konet, deformeret 0,948 -0,39 % 0,997 -0,58 % 
 
Idet rotoren henholdsvis kones eller udbøjes vil den effektive tiphastighed også 
ændres da den effektive radius ændres. For at afklare betydningen af dette er 
foretaget parallelle beregninger til ovenstående, men med rotor hastigheden ju-
steret så tip hastigheden er præcis 75.96 m/s for alle konfigurationer, Tabel 6-2. 
Tabel 6-2: Beregnet effekt ved forskellige konfigurationer af udbøjning og ko-
ning, hvor tiphastigheden er konstant. Der er brugt samme 
tiphastighed for alle 
rotor-konfigurationer Rotor konfiguration Rot. hast. [-] Effekt [MW] Afv. i effekt 
ukonet, ikke-deformeret 1,000P 0,952 - 
konet, ikke-deformeret 1,002P 0,949 -0.32 % 
ukonet, deformeret 1,007P 0,937 -1.5 % 
konet, deformeret 1,003P 0,950 -0.18 % 
 
Betydningen af ændringen i tiphastighed grundet udbøjning er ca. 0.2-0.4%, 
hvilket trods alt må anses for at være et mindre bidrag i forhold til arealredukti-
onen. 
6.2 Strukturel betydning 
For at undersøge hvorledes møllens dynamiske opførsel ændres når vingerne 
udbøjes er der foretaget beregninger med henholdsvis HAWC (orig), 
HAWC_INS (Initial Node Shift) samt en multibody kode udviklet på Risø. 
HAWC_INS er tidligere beskrevet i [6-1], men i korte træk er ændringen til den 
originale HAWC version, at der foretages en initiel beregning med den middel-
belastning, man forventer i sin simulering, og udfra denne udbøjede tilstand fin-
des de nye positioner for knuderne. Knuderne flyttes til den middeludbøjede 
tilstand, hvorved der i tidsimuleringen regnes små udbøjninger omkring en stor 
udbøjet tilstand. Multibody koden er til gengæld fuldt ulineært såfremt vingerne 
inddeles i tilstrækkeligt mange legemer(bodies). For flere detaljer omkring me-
toderne og resultaterne i disse undersøgelser henvises til [6-2]. 
Strukturelle bereg-
ninger foretages med 
3 forskellige struktu-
relle koder 
Beregninger 
De tre forskellige beregningsmetoder er blevet sammenlignet i forskellige situa-
tioner. Den første beregning er en simpel beregning ved stilstand med statiske 
laster på vingerne. Vingens udbøjningsformer for de forskellige koder bliver 
sammenlignet. Derefter er dynamikken sammenlignet ved at anslå møllens 
svingningsformer ved stilstand for at undersøge evt. frekvens ændringer som 
følge af udbøjningen. 
Der er sammenlignet 
statisk udbøjnings-
form og frekvensre-
spons 
 
Det er kun HAWC og HAWC_INS, som på nuværende tidspunkt har mulighe-
den for at inkludere aerodynamisk belastning Derfor er kun disse udgaver be-
nyttet til at undersøge indflydelsen af store udbøjninger for laster og effektpro-
duktion under drift. 
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Statisk vinge udbøjning 
For at sammenligne koderne på simpel vis er der påsat statiske kræfter i vingens 
flapretning lineært voksende fra nav til tip (trekantbelastning). Reaktioner i 
form af moment samt udbøjning er sammenlignet i Figur 6-2 og Figur 6-3. For 
de to HAWC versioner er den flapvise last påsat i blad rods koordinatsystem, 
hvor det for multi-body koden er påsat i medfølgende koordinater, hvilket for-
klarer forskellen i kantvis bladrods moment. De flap og kantvise udbøjninger er 
stort set identiske, hvor forskelle observeres mht. vridningen af vingen. I 
HAWC_INS beregningerne ses en vridning på 5.7° når vingen er udbøjet 27% 
af rotorradius i flapvis retning, hvor multi-body koden viser en begrænset vrid-
ning på ca. 0.5°. Forklaringen på den store forskel er, at den momentkorrekti-
onsprocedure, der vrider vingen som følge af kræfterne i den deformerede til-
stand, er for konservativ på den yderste del af vingen hvilket giver for store lo-
kale vridende momenter og dermed vinkeldrejninger. En anden vigtig forskel at 
bemærke er den reducerede flapvise udbøjning af de ulineære formuleringer i 
forhold til den originale lineære HAWC. De ulineære beregninger viser en mar-
kant  mindre udbøjning. 
Under statisk belast-
ning er de flap- og 
kantvise udbøjninger 
næsten identiske, 
mens store forskelle 
ses i vridningen af 
vingen 
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Figur 6-2: Middeludbøjning ved forskellige lastniveauer beregnet med 
HAWC_INS. Lastniveauet på henholdsvis 0, 100, 200 og 300 kN er den samlede 
last over en vinge. 
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Figur 6-3: Statiske beregninger med henh. HAWC_orig, HAWC_INS samt mul-
ti-body formulering. 
Dynamiske beregninger under stilstand 
Når vingen udbøjes ændres både inerti og stivhed mht. dets bladrods koordinat-
system, dvs. egenfrekvenser kan forventes ændret som funktion af udbøjning. 
Dette er på mest enkelt vis illustreret ved inertien omkring pitchaksen. For en 
vinge udbøjet flapvist øges dets inerti omkring pitchaksen markant, hvilket så-
fremt vingens første torsions frekvens primært er bestemt udfra inertien om-
kring pitch aksen samt stivheden i pitch aktuatoren vil medføre en reduktion i 
frekvens når vingen udbøjes. Da stivheden af pitch aktuator systemet ikke er 
inkluderet i undersøgelserne til dette kapitel er torsionsfrekvensen alene bestemt 
af den lokale inerti omkring de lokale bøjningscentre samt torsionsstivheden af 
de enkelte vingesektioner, hvilket er årsagen til at torsions frekvensen i disse 
beregninger forbliver uændret (ikke vist). 
 
For at undersøge ændringen i egenfrekvenser grundet udbøjning er foretaget 
simuleringer, hvor møllen under stilstand er belastet med en stokastisk varie-
rende kraft i tårntoppen. Herved bliver alle rotorens egenfrekvenser anslået. 
Frekvensændringerne observeres via frekvensanalyse af vingens flap, kant og 
pitchmoment ved de forskellige belastningsniveauer, som vist i Figur 6-4, Figur 
6-5 og Figur 6-6. 
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Figur 6-4: PSD af respons for henholdsvis flap, kant og pitchmoment i vingerod 
beregnet med HAWC_orig. I spektret ses henholdsvis tårn frekvens samt flap og 
kant frekvenser. Det bemærkes at de er uændret mht. belastningsniveau. 
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Figur 6-5: PSD af respons for henholdsvis flap, kant og pitchmoment i vingerod 
beregnet med HAWC_INS. I spektret ses henholdsvis tårn frekvens samt flap og 
kant frekvenser. Det bemærkes at tårn frekvensen er uændret, hvor flap og kant 
frekvenser øges ved stigende belastningsniveau. 
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Figur 6-6: PSD af respons for henholdsvis flap, kant og pitchmoment i vingerod 
beregnet med multi-body koden. I spektret ses henholdsvis tårn frekvens samt 
flap og kant frekvenser. Det bemærkes at tårn frekvensen er uændret, hvor flap 
frekvensen øges ved stigende belastningsniveau. Kantfrekvensen er nogenlunde 
konstant. 
I den oprindelige HAWC udgave ses ingen ændring i frekvenser, hvor en for-
øgelse af vingens flap- og kantfrekvens ses i HAWC_INS. I den multi-body 
formulerede kode ses en forøgelse af vingens flapfrekvens, men den kantvise 
frekvens forbliver nogenlunde uændret. Forklaringen til at vingens flapfrekvens 
øges er primært den ændrede inerti af rotoren. Når vingerne udbøjes mindskes 
den absolutte afstand af vingens lokale inerti til vinge roden hvorved frekvensen 
øges. For vingens kantfrekvens er forholdene mere komplicerede da to effekter 
modvirker hinanden. Når vingen udbøjes flapvist kobler vingens kantvise be-
vægelse med vridning af vingen, hvilken giver en stivhedsreducerende effekt. 
Samtidigt giver vingens flapvise laster i den flap- og kantvist udbøjede tilstand 
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Resultatet af fre-
kvensanalysen i 
HAWC er, at der in-
gen ændring er af 
kant- og flapegenfre-
kvens. 
 
Frekvensanalyse med 
HAWC_INS viser, at 
kant- og flapegenfre-
kvensen øges. 
 
En analyse med koden 
med multibody-
formuleringen viser, 
at flapegenfrekvensen 
øges, mens kantfre-
kvensen er uændret. 
et pitchmoment der vrider vingen, hvilket har en stivhedsforøgende bidrag. De 
to effekter modvirker hinanden og resulterer i en uændret kantfrekvens. Forkla-
ringen til at HAWC_INS giver en markant forøgelse af kantfrekvensen i forhold 
til multi-body koden er igen grundet den konservative momentkorrektionspro-
cedure, der vrider vingen som følge af kræfterne i den deformerede tilstand. 
Tabel 6-3: Egenfrekvenser for mølle under stilstand normeret med 1P. 
Rotor mode Frekvens/1P [-] 
1. tårn 2.32 
1. yaw 3.97 
1. tilt 4.16 
1. symmetrisk flap 4.49 
1. aksel torsion 5.06 
1. kant 1 5.47 
1. kant 2 5.62 
6.3 Driftstilfælde 
For at sammenligne indflydelsen af store udbøjninger for laster og udbøjninger 
under normal drift er foretaget beregningen med henholdsvis HAWC og 
HAWC_INS baseret på IEC61400-1 1B. Tilfældene, der er simuleret, er normal 
produktion med vindhastighed varierende fra 4m/s til 24m/s i middel. Møllen er 
pitchreguleret og har ingen koning eller forkrumning. I Figur 6-7 ses at indfly-
delsen af at medtage effekten af store udbøjninger giver en lavere energiproduk-
tion ved lav vindhastighed samt en lavere pitch vinkel indstilling ved høj vind-
hastighed, hvilket er en direkte konsekvens af et effektivt mindre rotorareal.  
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Figur 6-7: Middel niveau af udvalgte sensorer i last simuleringerne 
  Risø-R-1434(DA) 84 
 
Ændringen i pitchvinkel betyder at maksimalt middel flapmoment og udbøjning 
finder sted ved en lidt højere vindhastighed samt er større end ved de lineære 
beregninger. Denne effekt ses også i møllens tårnbunds tiltmoment. Pitch mo-
mentet ser ud til at aftage i middel. Fra simuleringerne kunne ikke observeres 
nogen systematisk ændring af udmattelseslasterne. 
6.4 Konklusion 
Indflydelsen af at inkludere effekten af store udbøjninger aeroelastiske vindmøl-
lesimuleringer er undersøgt. I undersøgelsen indgår en modificeret udgave af 
den aeroelastiske kode HAWC, hvor små udbøjninger antages omkring en ini-
tielt stor udbøjet tilstand. En anden aeroelastisk kode benyttet i undersøgelsen er 
en multi-body formulering der har de ulineære effekter indbygget som et resul-
tat af at inddele vingen i et passende antal bodies, der kobles ulineært.  
 
Den primære effekt af at inkludere indflydelsen af store udbøjninger af store 
udbøjninger er at det effektive rotorareal reduceres. Denne ændring i rotor areal 
forårsager en ændring i effektproduktion ved lav vind samt ændret pitchvinkel 
indstilling ved høj vind. Ved høj vind giver ændringen i pitchvinkel en højere 
belastet rotor, hvilket fører til højere middel flapmoment, flapudbøjning samt 
tårnbunds tiltmoment. Ingen systematisk ændring af udmattelseslasterne kunne 
observeres. 
 
For vingernes strukturelle egenskaber medfører en kraftig udbøjning en øget 
flapfrekvens, hvilket primært skyldes en ændret rotor inerti. Kantfrekvensen ser 
ud til at forblive uændret grundet to modsat rettede effekter. Når vingen udbøjes 
i primært den flapvise retning kobler den kantvise modalform med vridning af 
vingen hvilket  har en frekvensreducerede virkning, hvilket modvirkes af de 
eksterne kræfters kobling med vridning af vingen der virker frekvensøgende.  
 
Effekterne af store udbøjninger er for en moderne vindmølle i en sådan størrelse 
hvor det ikke længere er negligibelt. Når møllernes størrelse øges yderligere vil 
betydningen formentlig øges. 
6.5 Referencer 
[6-1] Larsen,TJ “Hensyn til store udbøjninger implementeret i HAWC”, I 
”Forskning i Aeroelasticitet – EFP 2001”, Redigeret af  Madsen,H.A., Kapitel 
7, Forskningscenter Risø, December 2002.  
[6-2] Larsen,TJ et al. “Aeroelastic effects of large blade deflections for wind 
turbines”,  Submitted for the Duwind conference, EWEA 2004, Delft, The Neth-
erlands, April 2004 
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7 Dynamisk stabilitet - Morten H. Hansen 
I dette kapitel gives en status for udviklingen og anvendelsen af stabilitets-
værktøjet HAWCStab. Udviklingen af dette værktøj blev startet i det tidligere 
projekt: ”Program for Forskning i Aeroelasticitet – EFP-2001”, og det blev te-
stet og anvendt i dette projekt i den nuværende første version.  
I det næste afsnit introduceres teorien og antagelserne for værktøjet og en 
sammenligning af dets resultater med målinger. Derefter gennemgås to typiske 
stabilitetsanalyser for en stall- og en pitch-reguleret mølle. Til sidst gives en 
sammenfatning af hovedkonklusionerne fra disse anvendelser af HAWCStab. 
7.1 Introduktion af HAWCStab 
Stabilitetsværktøjet HAWCStab er udviklet i første halvdel af projektet baseret 
på de praktiske og teoretiske problemstillinger ved stabilitetsanalysen, som er 
beskrevet i rapporten ”Forskning i Aeroelasticitet – EFP-2001” [7-1]: 
 
• Formulering af en eksplicit model 
• Bestemmelse af driftstilstand 
• Analysemetode - opstilling og løsning af egenværdiproblem 
 
 Den eksplicitte formulering af de aeroelastiske ligninger i HAWCStab blev 
muliggjort med udviklingen af en ny model for de instationære aerodynamiske 
kræfter i en tilstandsvariableformulering [7-2]. Driftstilstanden antages i den 
nuværende første version af HAWCStab at være en aksesymmetrisk udbøjning 
af rotoren som følge af en ensartet indstrømning til rotoren (bemærk turbulens 
kan ikke umiddelbart medtages i en stabilitetsanalyse) og negligering af tyngde-
kraften. Denne deformationstilstand findes under beregningen de inducerede 
hastigheder fra et antaget stationært kølvand. En udledning af de lineære bevæ-
gelsesligninger for små svingninger omkring denne driftstilstand giver således 
Der er udviklet en ny 
model for de instatio-
nære aerodynamiske 
kræfter. 
( ) ( )
0uKuCxAx
0xAuKKuCGCuM
=+++
=++++++
uxuxd
faa


    (7-1) 
hvor  og  er tilstandsvariable, som beskriver møllens deformations- og ha-
stighedstilstand foreskrevet ved den første ligning. Den anden ligning foreskri-
ver de aerodynamiske tilstandsvariable  defineret i modellen for den instatio-
nære aerodynamik, f.eks. de dynamiske indfaldsvinkler eller bevægelsen af se-
parationspunkterne under bagkantsseparation [7-2]. Matricerne i de to ligninger 
afhænger af driftspunktet, og skal derfor udledes for en given kombination af 
vindhastighed, omløbstal og pitchvinkel. For en tre-bladet mølle er matricerne 
konstante og indeholder ikke de periodiske koefficienter, som normalt findes i 
et rotorsystem. De periodiske koefficienter er elimineret ved at formulere bevæ-
gelsen af den tre-bladede rotor i multi-bladskoordinater; denne metode og ud-
ledningen af den lineære model er beskrevet i tre konferenceartikler om 
HAWCStab [7-3], [7-4], og [7-5]. Bemærk, at multi-bladsformuleringen ikke 
eliminerer de periodiske koefficienter i ligning (7-1) for to-bladede møller, hvor 
det bliver nødvendigt at benytte Floquet teori eller perturbationsmetoder. 
u u
x
Udviklingen og resul-
tatet af HAWCStab er 
publiceret i tre konfe-
renceartikler. 
Den aeroelastiske vindmøllemodel i HAWCStab givet ved ligning (7-1) er 
nærmest en linearisering af den ulineære model i HAWC, som bruges til be-
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stemmelse af vindmøllers lastgrundlag ved tidssimulering af deres respons. En 
væsentlig fordel ved denne lighed er, at input data til HAWC kan direkte gen-
bruges til en stabilitetsanalyse med HAWCStab. De væsentligste forskelle mel-
lem HAWC og HAWCStab er den nye model for instationær aerodynamik, 
multi-bladsformuleringen, og de antagelser som lineariseringen forudsætter. 
Input data til HAWC 
kan direkte genbruges 
til en stabilitetsanaly-
se med HAWCStab. 
Den nuværende første version af HAWCStab bygger på de nævnte grove an-
tagelser om symmetriske egenskaber af rotoren og stationært kølvand, mens den 
kommende udvikling af HAWCStab vil reducere antallet af antagelser. Udvik-
lingen forventes at foregå i følgende trin: 
I den første version af 
HAWCStab antages 
symmetrisk rotor de-
formation og statio-
nært kølvand. 
 
− Udviklingstrin 1 (nuværende version) 
o symmetrisk rotor deformation  
o ingen model af generator dynamik 
o stationær effekt af kølvandet 
− Udviklingstrin 2 
o cyklisk rotor deformation (skæv anstrømning & tyngdekraft) 
o model af dobbelt-fødet generator 
o instationære effekter af kølvandet 
o aerodynamiske krafter på tårnet 
− Udviklingstrin 3 
o dynamik af pitch systemet 
o model af kollektiv og cyklisk pitch og generator kontrol 
− Udviklingstrin 4 
o håndtering af rotor imperfektioner og individuel pitch kontrol 
 Senere inkluderes den cykliske deformati-
onstilstand af rotoren 
i egenværdisanalysen. 
Tyngdekraften og skæv anstrømning som følge af tilt, krøjefejl, og vindgra-
dienten medfører, at rotoren deformerer cyklisk over en omdrejning. På udvik-
lingstrin 2 vil denne cykliske deformationstilstand af rotoren blive inkluderet i 
egenværdisanalysen vha. multi-bladsformuleringen. Den lavfrekvente dynamik 
af generatoren vil også blive inkluderet ved implementering af en model for en 
dobbelt-fødet asynkrongenerator [7-6]. De instationære effekter af kølvandet, 
når belastningen på rotoren varierer, vil blive inkluderet i modellen for den 
instationære aerodynamik [7-2] ved at foreskrive en første ordens sammenhæng 
mellem belastningen og de inducerede hastigheder. Endeligt vil den aerodyna-
miske modstand på tårnet blive inkluderet på udviklingstrin 2 for HAWCStab. 
En ny model for en 
dobbelt-fødet asyn-
krongenerator vil in-
kludere dens lavfre-
kvente dynamik. 
En model af den mekaniske og elektriske dynamik af pitch systemet vil blive 
implementeret på udviklingstrin 3, sammen med modellering af regulatorens 
kobling mellem vindmøllesensorer og input til pitch aktuatorer og generatoren. 
Dette vil muliggøre beregninger af de aero-servo-elastiske egenfrekvenser og 
dæmpninger for driftstilstandene af en pitch-reguleret, variabel speed vindmøl-
le. HAWCStab vil således i fremtiden kunne bruges direkte til design af sty-
ringssystemer og tuningen af styringsparametre. 
De aero-servo-
elastiske egenfrekven-
ser og dæmpninger vil 
kunne beregnes for 
aktivt regulerede 
vindmøller. På udviklingstrin 4 fjernes kravet om symmetriske eller cykliske egenskaber 
for rotoren. Individuelle pitch vinkler og ikke-identiske blade vil medføre at de 
periodiske koefficienter i bevægelsesligningerne ikke elimineres i multi-blads-
formuleringen. For at kunne analysere møller med individuel bladkontrol bliver 
det derfor nødvendigt at anvende Floquet teori eller perturbationsmetoder, som 
kan håndtere de periodiske koefficienter (f.eks. ”method of harmonic balance”). 
De første publiceringer af HAWCStab på udviklingstrin 1 [7-3] indeholder 
en sammenligning af beregnet og målt dæmpning for kantsvingningsformerne 
for en stall-reguleret Bonus 600 kW, som blev anvendt i det første exciter-
eksperiment [7-7]. Figur 7-1 viser den totale dæmpning for de første to kant-
svingningsformer (forlæns og baglæns kantvis hvirvling) som funktion af vind-
hastighed. De fleste beregnede aeroelastiske dekrementer for de to svingnings-
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Figur 7-1: Målte og beregnede aeroelastisk logaritmiske dekrementer for de 
første to kant-hvirvlingssvingningsformer af Bonus 600 kW møllen brugt i eks-
perimentet beskrevet i [7-7]. Den modellerede strukturelle dæmpning er vist til 
sammenligning. Figuren er taget fra [7-3]. 
former ligger indenfor standard afvigelserne for de blok-midlede målte dekre-
menter.  Beregnede aero-
elastiske dekrementer 
for to kantsvingnings-
former ligger indenfor
standard afvigelserne 
for de målte dekre-
menter. 
Figur 7-1 viser også, at den modellerede strukturelle dæmpning for to kant-
svingningsformer er næsten ens, hvorved den beregnede og målte forskel i aero-
elastisk dæmpning må skyldes de aerodynamiske krafter. Denne forskel kan 
forklares med en forskel i den effektive svingningsretning af bladene i de to 
svingningsformer, som beskrevet i [7-8], hvor også en navnekonvention for 
vindmøllers svingningsformer er foreslået.  
7.2 Stall-reguleret mølle: Tårnsvingninger 
I dette afsnit gives et eksempel på en stabilitetsanalyse af en stall-reguleret møl-
le, hvor de aeroelastiske simuleringer antyder tårnsvingninger. Analysen viser, 
at den stationære driftstilstand modelleret i HAWCStab bliver ustabil ved høje 
vindhastigheder, hvor den tværgående tårnsvingningsform er negativt dæmpet. 
Denne instabilitet er intet problem for møllen, idet lasterne fra disse svingninger 
ligger under lasterne i den langsgående retning. Analysen er alligevel interes-
sant, fordi den viser mulighederne med HAWCStab. 
Den tværgående tårn-
svingningsform er 
negativt dæmpet – et 
interessant og dog 
ufarligt problem. 
Stabilitetsanalysen er udført, fordi HAWC simuleringer har vist en tendens 
til tårnsvingninger. Figur 7-2 viser middelværdier og standard afvigelser for det 
tværgående tårnbundsmoment som funktion af vindhastigheder beregnet fra 
HAWC simuleringerne. Middelværdien følger et forventet forløb, hvor det sti-
ger op til den nominelle vindhastighed, for derefter at forblive konstant med 
øget vindhastighed. Standard afvigelsen burde stige monotont over hele inter-
vallet, fordi energien i turbulensen (for samme intensitet) stiger monotont med 
vindhastigheden. Denne antagelse forudsætter dog, at den dynamiske forstærk-
ning af det stokastiske input ikke øges væsentligt med vindhastigheden, dvs. at 
dæmpningen af tårnsvingningsformerne ikke bliver meget lav eller negativ. 
Stigningerne i standard afvigelsen ved 19 m/s og 23 m/s repræsenterer således 
situationer, hvor dæmpningen af tårnsvingningerne er væsentligt mindsket. 
Den dynamiske for-
stærkning af turbu-
lensens stokastiske 
input øges kraftigt ved 
egenfrekvensen af lavt 
dæmpede svingnings-
former. 
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Figur 7-2: Middel og standard afvigelser for det tværgående tårnbundsmoment 
som funktion af vindhastigheder beregnet fra simuleringer med HAWC. 
For at undersøge årsagen til stigningerne i standard afvigelsen er frekvens-
spektret for det tværgående tårnbundsmoment vist i Figur 7-3 for alle vind-
hastighederne. Som forventet for et tårnbundsmoment er der et tydeligt fre-
kvensindhold ved egenfrekvensen af de første tårnsvingningsformer lige under 
0,5 Hz. Der er sammenfald mellem stigningerne i standard afvigelsen og høje 
amplituder af dette frekvensindhold. Disse høje amplituder hæver sig væsentligt 
over en forventet monoton stigende dynamisk forstærkning af det stokastiske 
input ved egenfrekvensen af de første tårnsvingningsformer. Denne forstærk-
ning kan kun skyldes, at den aeroelastiske dæmpning af de første tårnsving-
ningsformer er meget lav eller endda negativ. 
En høj dynamisk for-
stærkning af tårnfre-
kvensen skyldes en 
negativt dæmpet 
tværgående tårn-
svingningsform. Analyse af det langsgående tårnbundsmoment viser ingen væsentlige stig-
ninger i standard afvigelser ved visse vindhastigheder, hvilket tyder på at det er 
den tværgående tårnsvingningsform, som er den kritisk dæmpede.  
Stabilitetsanalysen med HAWCStab (version 1) er baseret på den samme 
HAWC model som er brugt i lastanalysen. Figur 7-4 viser de beregnede egen-
frekvenser og dæmpning for de første otte aeroelastiske svingningsformer ved 
alle operative vindhastigheder. Det bemærkes, at den første torsionssvingnings-
 
Figur 7-3: Power Spectral Density af det tværgående tårnbundsmoment som funk-
tion af vindhastigheder beregnet fra simuleringer med HAWC. 
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Figur 7-4: Egenfrekvenser og modal dæmpning af de første 8 aeroelastiske 
svingningsformer ved middel driftsbetingelser beregnet med de samme inputda-
ta som givet til HAWC-modellen anvendt i Figur 7-2 og Figur 7-3. 
Den fri-fast drivtogs-
svingning er meget 
negativt dæmpet uden 
en model af genera-
tordynamikken. 
form for drivtoget er meget negativt dæmpet. Det skyldes, at dynamikken af 
generatoren og dermed dens dæmpning ikke er modelleret i den første version 
af HAWCStab. Generatoren antages at rotere med konstant omløbstal, hvilket 
også betyder svingningsformen svarer til en fast-fri torsionssvingning. Sving-
ningsformer, som indeholder flapvise bladsvingninger, er meget højt dæmpede. 
De kantvise svingningsformer er lavt dæmpede, uden at de aeroelastiske simule-
ringer har påvist signifikant høje kantmomenter. 
Møllesvingningsfor-
mer med flapvise 
bladsvingninger er 
meget højt dæmpede. 
Figur 7-5 viser den aeroelastiske dæmpning af de to første tårnsvingnings-
former. Den langsgående tårnsvingsningsform er positivt dæmpet, mens den 
tværgående tårnsvingsningsform er negativt dæmpet med værdier ned til –1 % 
ved vindhastigheder over 19 m/s. Denne beregning viser således, at den midlede 
driftstilstand af møllen antaget i den første version af HAWCStab er lineær 
ustabil, dvs. ustabil under hensyntagen til lineære strukturelle og aerodynamiske 
krafter. I de ulineære HAWC simuleringer begrænses de negativt dæmpede 
tårnsvingninger af de ulineære aerodynamiske krafter fra den separerede strøm-
ning over bladene. Men selvom tårnsvingningsamplituden er begrænset, så kan 
den negative dæmpning forklare den øgede dynamiske forstærkning af det sto-
kastiske input til det tværgående tårnbundsmoment set for møllen ved de høje 
vindhastigheder i Figur 7-2 og Figur 7-3. 
Møllesvingningsfor-
mer med kantvise 
bladsvingninger er 
lavt dæmpede.
De negativt dæmpede 
tårnsvingninger be-
grænses i HAWC si-
muleringer af de uli-
neære aerodynamiske 
kræfter. 
Det er muligt med HAWCStab at animere de beregnede svingningsformer 
for at analysere de mekanismer, som fører til eventuelle problemer med lav eller 
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Figur 7-5: Aeroelastisk modal dæmpning af de første to tårnbøjningssving-
ningsformer som funktion af vindhastigheder (udsnit af Figur 7-4). 
HAWCStab forudsi-
ger at tårnet svinger i 
en vinkel af omkring 
45 grad er fra vind-
retningen. 
negativ aeroelastisk dæmpning. Figur 7-6 viser stillbilleder af en animation af 
den negativt dæmpede ”tværgående” tårnsvingningsform ved 23 m/s. Det øver-
ste stillbillede viser møllen set fra oven, hvor det røde spor viser, hvordan tårn-
toppen har bevæget sig i det vandrette plan. Bemærk, at amplituden af en egen-
svingning kan vælges arbitrært, og den er her øget for at forbedre visualiserin-
gen. Sporet viser, at tårnet svinger i en vinkel af omkring 45 grader fra vindret-
ningen. Det nederste stillbillede viser, hvordan bladet bevæger sig set fra et 
medroterende koordinatsystem. Bladet ser ud til at have en bestemt domine-
rende svingningsretning i forhold til rotorplanet, som svarer til retningen af 
tårntoppens svingning. Den aerodynamiske dæmpning af vindmølleblade af-
hænger væsentligt af dets svingningsretning. Tårnsvingningsretningen for den 
første aeroelastiske tværgående tårnsvingningsform på 45 grader forklares der-
for med, at bladet har en negativ dæmpning i denne retning ved høje vindha-
stigheder. 
Retningen antages 
bestemt af den lavest 
dæmpede svingnings-
retning for bladene. 
 Tårnsvingningsretningen på 45 grader for den negativt dæmpede tårnsving-
ningsform bevirker, at standard afvigelsen på både det langsgående og tværgå-
ende tårnbundmoment vil få et bidrag fra den øgede dynamiske forstærkning af 
det stokastiske input fra denne svingningsform. Bidraget ses dog ikke i det 
langsgående moment, fordi det direkte bidrag fra turbulensen i denne retning er 
dominerende. Dette viser især, at den negativt dæmpede tværgående tårnsving-
ningsform ikke er et problem for lastgrundlaget for møllen. 
For yderligere at identificere årsagen til en lavt eller negativt dæmpet sving-
ningsform, er det muligt med HAWCStab at beregne arbejdet, som de aerody-
namiske krafter udfører på tværsnittene ud langs et blad. Figur 7-7 viser således 
det dimensionsløse arbejde udført af de instationære, lineære aerodynamiske 
krafter i forskellige tværsnit langs et blad, når møllen svinger i den første tvær-
gående tårnsvingningsform. Integrationen udføres analytisk fra egenværdiløs-
ningen over en svingningsperiode, som er unikt defineret i multi-
bladsformuleringen. Resultatet viser at den negative dæmpning ved høje vind-
hastigheder stammer fra den yderste del af bladet, hvor modellerede stall-strips 
her viser sig at øge den aerodynamiske dæmpning.  
Den negative dæmp-
ning ved høje vindha-
stigheder stammer fra 
den yderste del af 
bladet. 
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Figur 7-6: Stillbilleder af en animation af den negativt dæmpede ”tværgående” 
tårnsvingningsform ved 23 m/s med røde spor af tårntoppens og bladets bevægel-
se. Øverst ses, at tårntoppen svinger på skrå i det vandrette plan, altså både 
tværgående og langsgående. Nederst vises bevægelsen af et blad set fra et medro-
terende koordinatsystem. Bemærk, at bladet bevæger sig i en bestemt svingnings-
retning i forhold til rotorplanet. 
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Figur 7-7: Det dimensionsløse arbejde udført af de instationære, lineære aerody-
namiske kræfter i forskellige tværsnit langs et blad, når møllen svinger i den før-
ste tværgående tårnsvingningsform. Bemærk, at bladene har stall-strips placeret 
omring 80 % og 90 % radius. 
7.3 Pitch-reguleret mølle: Flutter 
I dette afsnit gives et eksempel på en stabilitetsanalyse med HAWCStab for en 
pitch-reguleret vindmølle. Der fokuseres på at undersøge møllens sikkerhed 
mod flutter, hvilket forventes at være den vigtigste aeroelastiske instabilitet for 
møller, der ikke opererer i stall.  
Flutter forventes at 
være den vigtigste 
aeroelastiske instabi-
litet for pitch-
regulerede møller. 
En tidligere undersøgelse under EFP-99 af flutter for et vingeprofil og et en-
kelt blad er præsenteret i resultatbladet AED-RB-11 [7-9]. Den viste, at de vig-
tigste parametre bestemmende for sikkerheden mod flutter er: 
 
1. Bladets tværsnitsparametre 
a. beliggenhed af massecenter 
b. beliggenhed af forskydningscenteret 
c. masse pr. længdeenhed 
2. Relativhastigheden mellem strømning og bladet (tiphastigheden) 
3. Torsionsfrekvens i forhold til flapfrekvens 
4. Strukturel dæmpning 
 Flutter kan undgås, 
hvis massecenteret 
ligger foran det aero-
dynamiske center på 
korden. 
Flutter kan helt undgås for et vingeprofil, hvis massecenteret ligger foran det 
aerodynamiske center på korden, hvilket udnyttes ved konstruktion af vinger og 
kontrolflader på fly. Placeringen af forskydningscenteret for et bladtværsnit er 
vigtig, fordi tværsnittet roterer omkring dette center under torsion. Hvis massen 
af bladets tværsnit øges, så mindskes risikoen for flutter, fordi de aerodynami-
ske kræfter mindskes i forhold til de strukturelle inertikræfter. Det vurderes, at 
massecenterets placering er den mest væsentlige og samtidig mest usikre af dis-
se designparametre. Den følgende analyse viser, at en god sikkerhed mod flutter 
kan mistes ved forskydninger af massecentrene bagud i tværsnittene. Højere tiphastighed 
øger risikoen for flut-
ter væsentligt. 
Højere tiphastighed øger risikoen for flutter væsentligt. Tiphastigheden er 
dog begrænset af møllens driftsbetingelser og kravet om lavt støjniveau; men 
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der kan være kritiske situationer med overspeed og store krøjefejl, som skal un-
dersøges ved bestemmelsen af sikkerheden mod flutter.  
Overspeed og store 
krøjefejl skal under-
søges ved bestemmel-
sen af sikkerheden 
mod flutter. 
Øget strukturel dæmpning vil øge sikkerheden mod flutter. En analyse med 
HAWC i resultatbladet [7-9] viste dog, at effekten af strukturel dæmpning er 
begrænset. Det skyldes, at flutter er en ”hård instabilitet”, hvor fluttersving-
ningsformen er meget negativt dæmpet. 
Lavere torsionsfrekvens øger risikoen for flutter væsentligt, fordi det med-
virker til koblingen af flap og torsion i en negativt dæmpet fluttersvingnings-
form ved lavere tiphastigheder [7-9]. Frekvensforholdet mellem torsion og flap-
svingningsformer er en størrelse, som reduceres med øget bladlængde ved sæd-
vanlig opskalering. Derfor stilles spørgsmålet: Hvor lavt kan dette frekvensfor-
hold blive før flutter optræder? Endvidere stilles spørgsmålet: Kan risikoen for 
flutter af en mølle forudsiges ved at lave en isoleret bladanalyse, eller kræver 
det en samlet mølleanalyse? 
Lavere torsionsfre-
kvens øger risikoen 
for flutter væsentligt. 
Frekvensforholdet 
mellem torsion og 
flap reduceres med 
øget bladlængde ved 
sædvanlig opskale-
ring. 
For at svare på disse spørgsmål undersøges stabiliteten af en pitch-reguleret 
mølle med blade, hvor torsionsstivheden reduceres ligeligt i alle tværsnit, mens 
alle andre parametre holdes konstante. Stabiliteten af den midlede stationære 
driftstilstand undersøges både for bladet alene og for hele møllen. 
Figur 7-8 viser, hvordan den strukturelle egenfrekvens for bladets første tor-
sionssvingningsform falder med den procentvise reduktion af torsionsstivheden, 
mens egenfrekvenserne for de resterende bladsvingningsformer forbliver kon-
stante. Bladfrekvenserne er normerede med egenfrekvensen af den anden flap-
vise svingningsform. Figur 7-9 viser, hvordan de strukturelle egenfrekvenser for 
møllens tre første torsionssvingningsformer falder ligesom for bladet, når torsi-
onsstivheden reduceres. Møllefrekvenserne er normeret med egenfrekvensen af 
den anden forlæns hvirvlende flapsvingningsform. 
Figur 7-10 og Figur 7-11 viser den aeroelastiske dæmpning af den lavest 
dæmpede torsionssvingningsform for henholdsvis bladet alene og hele møllen 
som funktion af vindhastigheden og for forskellige reduktioner af torsionsstiv-
heden. Bemærk, at strukturel dæmpning er negligeret. Ved 50 % reduktion af 
torsionsstivheden viser begge analyser, at en fluttermode bliver negativt dæmpet 
i driftsområdet omkring 16-18 m/s. Animationer af de negativt dæmpede flut-
termodes viser, at anden flap- og første torsionssvingningsform kobler i bladets 
fluttermode, mens den første forlæns hvirvlende torsionssvingningsform kobler 
til den anden forlæns hvirvlende flapsvingningsform i møllens fluttermode.  
Ved 50 % reduktion  
af torsionsstivheden 
opstår en negativt 
dæmpet fluttermode. 
For begge fluttermodes svarer nummeret på flapsvingningsformen til den 
egenfrekvens anvendt i normaliseringen af bladets og møllens strukturelle egen-
frekvenser i henholdsvis Figur 7-8 og Figur 7-9. Derved kan de kritiske fre-
kvensforhold mellem de koblende flap- og torsionssvingningsformer ved 50 % 
 
Figur 7-8: Strukturelle egenfrekvenser for bladet ved nominelt omløbstal som 
funktion af reduktion i torsionsstivhed. Bemærk, at frekvenserne er normerede 
med egenfrekvensen for anden flapvise bladsvingningsform. 
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Figur 7-9: Strukturelle egenfrekvenser for møllen ved nominelt omløbstal og 
nul pitch som funktion af reduktion i torsionsstivhed. Bemærk, at frekvenserne 
er normerede med egenfrekvensen for anden flapvise forlæns hvirvling. 
reduktion af torsionsstivheden direkte aflæses af Figur 7-8 og Figur 7-9 til om-
kring 2,3 for bladet og omkring 2,7 for møllen. Ligheden i det kritiske frekvens-
forhold fra de to analyser, samt ligheden mellem de aeroelastiske dæmpninger i 
Figur 7-10 og Figur 7-11 viser, at isoleret bladanalyse for det givne blad er til-
strækkeligt for at forudsige risikoen for flutter for denne mølle. Det er meget 
vigtigt at understrege, at denne konklusion kun gælder for dette blad og denne 
mølle. Det kritiske frekvensforhold ville være et andet, hvis f.eks. bladets mas-
secenter havde ligget tættere bagkanten. Ligesom der sandsynligvis ville være 
en forskel i den laveste dæmpning af torsionssvingninger beregnet i bladanaly-
sen og mølleanalysen, hvis møllens dynamik var anderledes. 
For dette blad er det 
kritiske frekvensfor-
hold mellem torsion 
og flap under 3.  
For dette blad og 
denne mølle er en 
isoleret bladanalyse 
tilstrækkelig. 
Ligheden mellem bladanalysen og mølleanalysen forklares ved, at egenfre-
kvensen af møllens anden forlæns hvirvlende flapsvingningsform er bestemt af 
egenfrekvensen af den anden flapsvingningsform for bladet, som beskriver ho-
vedindholdet af bladenes bevægelse i denne møllesvingningsform. Men den 
tredje forlæns hvirvlende flapsvingningsform for møllen har også et stort af bla-
denes anden flapsvingningsform. Frekvensforholdet af denne svingningsform til 
den forlæns hvirvlende torsionssvingningsform er omkring 2,7 ved 30 % reduk-
tion af torsionsstivheden (se Figur 7-9). Så hvorfor opstår, der ikke en flutter-
mode for møllen med kobling af disse to møllesvingningsformer ved en højere 
Isolated blade analysis 
 
Figur 7-10: Aeroelastisk dæmpning af 
bladets lavest dæmpede torsionssving-
ningsform. 
Turbine analysis 
 
Figur 7-11: Aeroelastisk dæmpning af 
den lavest dæmpede møllesvingnings-
form med mest bladtorsion. 
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torsionsstivhed end de 50 % reduktion beregnet i bladanalysen? 
En forklaring på dette spørgsmål kan findes ved at sammenligne den effekti-
ve bevægelse af bladtippen i den anden og tredje forlæns hvirvlende flapsving-
ningsform, som vist i Figur 7-12. Koblingen med torsion i møllens fluttermode 
er mulig for den anden forlæns hvirvlende flapsvingningsform, fordi bladene 
svinger med konstant flapvis amplitude over hele rotoromdrejningen, mens bla-
denes flapvise amplitude moduleres over rotoromdrejningen i den tredje forlæns 
hvirvlende flapsvingningsform. Denne amplitudemodulering skyldes, at denne 
svingningsform har et stort indhold af tårnets anden bøjningssvingningsform.  Hvis stabilitetsanaly-
sen af et isoleret blad 
forudser et problem 
med flutter, så vil en 
mølleanalyse nå til 
samme resultat. 
Ligheden mellem bladanalysen og mølleanalysen afhænger af dette sammen-
fald mellem den tredje forlæns hvirvlende flapsvingningsform og anden tårn-
svingningsform. Måske kan f.eks. en anden tårnhøjde ændre møllens dynamik 
således, at en kobling mellem en tredje flapvis hvirvling og en første tor-
sionsvingningsform i en negativt dæmpet fluttermode kan opstå ved en højere 
torsionsstivhed end forudset fra en bladanalyse. 
Der gælder dog, at hvis en stabilitetsanalyse af et isoleret blad forudser et 
problem med flutter, så vil en mølleanalyse nå til samme resultat. Bladanalyser 
er derfor nyttige i designfasen for at undersøge konsekvensen af ændringer i 
egenskaber, som kun har med bladet at gøre. 
En bladanalyse kan således anvendes til at undersøge ændringerne i aero-
elastisk dæmpning af torsionssvingningsformen som følge af forskydninger af 
massecenterets placering i bladets tværsnit. Figur 7-13 viser, hvordan den posi-
tive aeroelastiske dæmpning for det originale bladdesign kan minimeres til ne-
gative værdier ved udelukkende at forskyde massecentrene i bladets tværsnit 
mod bagkanten. Den minimerede dæmpning af torsionssvingningsformen er 
opnået ved hjælp af en numerisk minimeringsrutine, hvor den maksimalt tilladte 
forskydning af massecentrene i korderetningen er 40 % af den lokale korde-
længde. Den store følsomhed af bladets sikkerhed mod flutter overfor forskyd-
ninger af massecenteret pointerer vigtigheden af omhyggelig design og produk-
tion af bladet. 
Forskydning af mas-
secenteret mod bag-
kanten under produk-
tionen kan betyde flut-
ter for et ellers velde-
signet blad. 
  
Figur 7-12: Stillbillede af bladtipbevægelser i det medroterende koordinatsystem 
for den anden (venstre) og tredje (højre) forlæns hvirvlende flapsvingningsform. 
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Figur 7-13: Minimeret aeroelastisk dæmpning af bladets første torsionssving-
ningsform ved forskydning af massecentrene i bladets tværsnit mod bagkanten.  
7.4 Sammenfatning 
Udviklingen af stabilitetsværktøjet HAWCStab og stabilitetsanalyser af både 
en stall- og en pitch-reguleret vindmølle er præsenteret i dette kapitel.  
HAWCStab kan anvendes til at forudsige både strukturelle og aeroelastiske 
egenfrekvenser og dæmpningsforhold for en mølle under drift. Udviklingen af 
værktøjet foregår i forskellige trin, hvor den første version er færdig og viser en 
god overensstemmelse mellem beregnet og målt dæmpning af en mølles kant-
svingningsformer. De næste trin vil bl.a. medføre muligheden for totale aero-
servo-elastiske analyser, hvor møllens styresystem inkluderes. 
Stabilitetsanalysen af den stall-regulerede vindmølle viser en negativt dæm-
pet tværgående tårnsvingningsform, som forklarer en høj dynamisk forstærk-
ning af det stokastiske lastinput på møllens tværgående tårnbundsmoment. For 
denne mølle betyder instabiliteten intet, da det højere langsgående tårnbunds-
moment er dimensionsbestemmende. Men analysen viser alligevel styrken ved 
HAWCStab, som et værktøj der giver en dyb forståelse af møllers dynamik. 
Stabilitetsanalysen af den pitch-regulerede vindmølle viser, at et veldesignet 
blad med god sikkerhed mod flutter kan risikere flutter, hvis massecentrene i 
tværsnittene forskydes mod bagkanten af bladet ved produktionen. Det betyder 
også, at det kritiske frekvensforhold mellem torsion og flap på under 3 hvor 
flutter optræder for det givne blad, kun gælder for dette blad. Yderligere viste 
sammenligningen af en isoleret bladanalyse og en samlet mølleanalyse, at det er 
tilstrækkeligt med en bladanalyse for den givne mølle. Det forventes dog, at de 
dynamiske egenskaber af andre møller kan influere på risikoen for flutter, såle-
des at en samlet mølle analyse er nødvendig. En god håndregel er at placere 
massecenteret for et pitch-reguleret blad så langt mod forkanten som muligt. 
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8 Støjberegninger – Jens Nørkær Sørensen, 
Peter Fuglsang 
8.1 Indledning 
Der findes i dag en række modeller til beregning af støjudbredelse fra vindmøl-
ler. Disse modeller spænder i kompleksitet fra simple empiriske relationer, der 
som input blot kræver kendskab til rotordiameter, tårnhøjde og tiphastighed, til 
modeller som kræver løsninger baseret på CFD metoder. Herimellem er der i 
midten af 1990’erne udviklet forskellige semi-empiriske støjmodeller, som på 
den ene side er så simple at de kan kombineres med en gængs aeroelastisk mo-
del (som fx FLEX), og på den anden side er så generelle, at de medtager de 
mest betydende støjmekanismer.  
Formålet med dette arbejde har været at validere DTU’s og Risø’s støjmodeller 
ved hjælp af støjmålinger på tidssvarende megawatt møller. I nærværende ar-
bejde er der på Risø og DTU arbejdet videre med semi-empiriske støjmodeller 
til bestemmelse af aerodynamisk genereret støj. Fælles for de to støjmodeller er,  
at de bygger på grundlæggende arbejder af Grosveld [8-1], Brooks, Pope and 
Marcolini [8-2] og Lowson [8-3]. En række detaljer vedrørende modellerne, 
samt en beskrivelse af fysik og modellering af vindmøllestøj generelt, kan fin-
des i bogen ’Wind Turbine Noise’ af Wagner, Bareiss and Guidati [8-4]. Risø’s 
model er i detaljer beskrevet af Fuglsang og Madsen [8-5]. I det følgende afsnit 
vil vi give en kort introduktion til de udviklede modeller, mens der for en mere 
detaljeret beskrivelse henvises til ovenstående referencer. 
Risø og DTU’s 
semiempiriske 
støjmodeller er 
videreudviklet.  
8.2 Støjmodellering                  
Vindmøllestøj er i dag hovedsageligt bredbåndet aerodynamisk støj, der genere-
res ved vekselvirkningen mellem den indkommende vind og dennes passage 
med tårn og rotorblade, hvorimod støj fra maskinkomponenter udviskes af den 
aerodynamiske støj. De benyttede støjmodeller er bygget op omkring et sæt 
empiriske relationer, der typisk er bestemt gennem akustiske vindtunnelmålin-
ger af støjudbredelse omkring et enkelt vingeprofil.  
 
Modelleringsteknisk deles det enkelte rotor blad ind i en række bladelementer, 
som betragtes individuelt. For hvert bladelement bestemmes de inducerede ha-
stigheder ved anvendelse af en Blade-Element Momentum (BEM) teknik. Her-
ved kan lokale relative hastigheder og indfaldsvinkler bestemmes, og fra disse 
kan øvrige parametre deduceres. Det samlede lydfelt bestemmes endeligt ved at 
summere over bidragene fra samtlige kilder og bladelementer. Hvis vi antager at 
der for hvert bladelement er  lydkilder, , hvor N jL Nj ,...,2,1= , kan den samle-
de lydudbredelse fra bladelement nummer i bestemmes som: 
 
                                     .          ( 8-1) ⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛
= ∑
=
N
j
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samlet
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1
1.010log10
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Fra M bladelementer bestemmes den totale lyd-udbredelse da som: 
 
                                     .         ( 8-2) ⎟⎟⎠
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Den aerodynamisk genererede støj kan overordnet klassificeres som hørende til 
en af følgende to grupper: 
 
• Turbulent indstrømningsstøj (turbulent inflow noise) 
• Vingeprofilstøj (airfoil self-noise) 
 
I det følgende gives en kort beskrivelse af de forskellige støjkilder, som model-
leres i den anvendte teknik.  
Turbulent indstrømningsstøj 
Turbulent indstrømningsstøj vedrører udbredelsen af bredbåndsstøj fra veksel-
virkningen mellem vindens turbulens og rotorbladene. I nærværende formule-
ring benyttes en model, som oprindeligt blev udviklet af  Amiet [8-6], og som 
senere er blevet modificeret af Lowson [8-3]. Lowson’s version er baseret på en 
opsplitning i en lav-frekvent og en høj-frekvent del, som beskrives via en opde-
ling i karakteristiske hvirvelstørrelser. I modellen er lydtrykket beskrevet ved 
følgende ligninger:   
 
⎟⎟⎠
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hvor ligning (3) sikrer en glat overgang mellem de to frekvensdomæner,  er 
en korrektionsfaktor, ρ er luftens massefylde,  er lydhastigheden,  er læng-
deskalaen af den atmosfæriske turbulens, ∆l er det enkelte vingeprofils korde-
længde, 
cK
oc L
M er det lokale Mach-tal, I er turbulensintensiteten og k  er et normali-
seret bølgetal. 
ˆ
Turbulent ind-
strømningsstøj stam-
mer fra turbulens i 
vinden og dens vek-
selvirkning med 
vingeprofilet.  Turbulensintensiteten I  afhænger af overfladeruhed  og højden over 
jordoverfladen, 
oz
z . Ved at antage et potenslov hastighedsprofil fås følgende ud-
tryk til bestemmelse af I (se Couniham [8-7]):  
   
                                  )/ln(
)/30ln(
o
o
zz
z
I ⋅= γ                                                            ( 8-5) 
 
                                    ,                        ( 8-6) 
2)(log016.0log096.024.0 oo zz ++=γ
 
hvor γ er potenslovs koefficienten. Til at bestemme den turbulente længdeskala 
L, benyttes følgende udtryk: 
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                                        .                                        ( 8-7) o
zzL ln074.046.0)300/(300 +⋅=
 
Vingeprofilstøj 
Vingeprofilstøj (airfoil self-noise) er betegnelsen  for en række støjgenererende 
mekanismer, der skyldes vingens udformning og de deraf relaterede aerodyna-
miske forhold. Det vil sige, at det er mekanismer, der vil generere støj selv un-
der konstante indløbsforhold. Den benyttede model, som er bygget  omkring det 
eksperimentelle studium af Brooks, Pope and Marcolini [8-2], består af en ræk-
ke empiriske relationer af formen, 
 
                                   ,                        ( 8-8) CfGgrMlL pp ++∆= − )(),,,log(10 2
 
hvor er lydtrykket (sound pressure level), givet ved følgende definition: pL
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l∆ er det enkelte vingeprofils kordelængde, M er det lokale Mach-tal opløftet i  
potensen , p r  angiver afstanden fra kilde til modtager, og g er en funktion som 
karakteriserer den specifikke støjkilde. Denne kan fx være relateret til en karak-
teristisk grænselagstykkelse eller til den turbulente intensitet. Funktionen  
er en universal formfunktion for spektret, og C er en konstant eller en funktion, 
som typisk afhænger af parametre som Strouhal tallet eller Reynoldstallet.  
)( fG
I nærværende beregningsmodel er følgende støjkilder medtaget: 
 
• Turbulent grænselag/bagkant (TBL-TE) 
Vingeprofilstøj af-
hænger af  strømnin-
gen omkring profilet. 
• Laminært grænselag/hvirvelafkast (LBL-VS) 
• Tyk bagkant/hvirvelafkast (TEB-VS) 
• Tipstrømning 
• Separation/stall 
 
Det vil være for omfattende i detaljerer at beskrive modelleringen af de enkelte 
støjkilder. Generelt resulterer den i en række udtryk af form som vist i lign. (8), 
og for yderligere detaljer henvises til Brooks, Pope and Marcolini [8-2].  
8.3 DTU’s støjmodel 
DTU’s støjmodel er udviklet for nylig og vil blive beskrevet nærmere i [8-8]. 
Metode 
DTU’s støjmodel bestemmer den aerodynamiske støj ud fra en BEM metode 
eller en aktuator disk metode, hvor rotoren inddeles i en række bladelementer. 
Det samlede støjbidrag summeres op som vist i lign. (1) og (2). En af de væ-
sentligste parametre ved støjudbredelse fra vingeprofiler er grænselagstykkel-
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sen, som definerer en karakteristisk længdeskala for den enkelte støjkilde. I den 
oprindelige model er denne bestemt ud fra målinger at et NACA 0012 vingepro-
fil. For at modellere den aktuelle geometri mere realistisk har vi i nærværende 
arbejde benyttet XFOIL til at lave en database med relevante grænselagspara-
metre for de forskellige vingeprofiler, der benyttes på rotorblade på moderne 
vindmøller. 
 
Driftsparametre 
 Til at validere den semi-empiriske støjmodel sammenlignes en serie beregnin-
ger med målinger. Udgangspunktet for sammenligningen er en moderne rotor 
med en radius på ca. 40 m. De anvendte profiler er baseret på NACA 63-2xx 
eller NACA 63-4xx familien. Profilerne har en afskåret bagkant med antaget 
kantlængde på 0.5% af den lokale kordelængde. Rotoren kører ved en tiphastig-
hed på omkring 70 m/s og der er foretaget målinger af lydtrykket (sound pressu-
re level) 120 m nedstrøms for rotoren i jordplan ved vindhastigheder mellem 5.5 
m/s og 9.5 m/s. Ved at antage at lydkilden er punktformet kan den totale lydef-
fekt (sound power level) udsendt fra kilden bestemmes. Graden af ubehag ved 
lyden kan approksimativt kvantificeres ved at  ved at foretage en såkaldt A-
vægtning af lydspektret, således at høje og dybe toner gives en lavere vægt end 
toner omkring 1000 Hz (se Wagner et al. [8-4]). 
Støjberegninger 
Figur 8-1 viser beregnede 1/3-oktav spektre ved referencehastigheden 8 m/s for 
forskellige støjkilder. Den anvendte profilform er baseret på NACA 63-2xx fa-
milien og udgangspunktet er grænselagsparametre bestemt ved naturligt lami-
nart-turbulent omslag (untripped). Ved at sammenligne de forskellige støjmeka-
nismer ses, at den turbulente indstrømningsstøj er dominerende over det meste 
af spektret. Derudover er der ved frekvenser over ca. 500 hz et væsentligt bidrag 
fra bagkantsstøj. Tipstøj indeholder kun frekvenser over 2000 Hz og er insigni-
fikant. Frekvensfordelingen af bagkantstøjen udviser en række oscillationer, 
hvis oprindelse endnu ikke er afklaret. For at bestemme indflydelsen af grænse-
lagets karakteristika er der i Figur 8-2 vist en tilsvarende beregning med fixeret 
(tripped) laminart-turbulent omslag. Sammenligning mellem Figur 8-1 og Figur 
8-2 viser at omslagets natur ved den aktuelle vindhastighed er mindre væsentligt 
for støjudbredelsen. Dette gælder dog ikke generelt, idet Reynoldstallets størrel-
se påvirker indflydelsen.   
Turbulent ind-
strømningsstøj og 
bagkantsstøj er de to 
vigtigste støjkilder. 
 
Figurerne 8-3 og 8-4 viser de tilsvarende beregninger med vingeprofiler baseret 
på NACA 63-4xx familien. Som det ses, er der ingen nævneværdig forskel på 
støjudbredelsen fra de to profilfamilier.  
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Figur 8-1 A-vægtet lydtryksniveau (A-weighted sound power level) [dB]; Un-
tripped. Profilgeometri: NACA 63-215 (nær ved tip), NACA 63-218 (midt på 
blad), NACA 63 –221 (nær bladrod). 
 
 
 
Figur 8-2  A-vægtet lydtryksniveau (A-weighted sound power level) [dB]; 
Tripped. Profilgeometri: NACA 63-215 (nær ved tip), NACA 63-218 (midt på 
blad), NACA 63 –221 (nær bladrod). 
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Figur 8-3 A-vægtet lydtryksniveau (A-weighted sound power level) [dB]; Un-
tripped. Profilgeometri: NACA 63-415 (nær ved tip), NACA 63-418 (midt på 
blad), NACA 63 –421 (nær bladrod). 
 
 
 
 
Figur 8-4 A-vægtet lydtryksniveau (A-weighted sound power level) [dB] ; Trip-
ped. Profilgeometri: NACA 63-415 (nær ved tip), NACA 63-418 (midt på blad), 
NACA 63 –421 (nær bladrod). 
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Figur 8-5 viser en sammenligning mellem beregninger og målinger af den rela-
tive A-vægtede lydeffekt som funktion af vindhastigheden. Målingerne er fore-
taget ved forskellige vindhastigheder i intervallet mellem 5.5 m/s og 9.5 m/s. 
Sammenligningen, som udelukkende tjener til at validere de beregnede resulta-
ter, viser at beregningerne maximalt afviger 2 dB fra målingerne. 
 
DTU’s støjmodel 
sammenlignes med 
målinger, hvor 
beregningerne mak-
simalt afviger med 
2dB.   
Figur 8-5 Relativt A-vægtet lydtryksniveau (A-weighted sound pressure level) 
[dB] ; Relativ sammenligning mellem målinger og beregninger ( tripped og 
untripped). Profilgeometri: NACA 63-215 (nær ved tip), NACA 63-218 (midt på 
blad), NACA 63–221 (nær bladrod). 
 
8.4 Risø’s støjmodel 
Risø’s støjmodel er udviklet i 1996 og er nærmere beskrevet i [8-5]. Modellen 
har løbende været anvendt i designfasen for nye vindmøllerotorer og er derfor 
verificeret igennem en årrække. Dette afsnit indeholder en sammenligning af 
målinger og beregninger for to af de nyeste megawatt møller: 
Risø’s støjmodel 
sammenlignes med 
målinger på en aktivt 
stallreguleret og en 
pitchreguleret MW-
mølle.   
1. En mølle med aktiv stall regulering, kaldet ASR 
2. En mølle med variabelt omløbstal og pitch-regulering, kaldet PRVS. 
Fremgangsmåde 
De tilgængelige målinger er analyseret og den A-vægtede lydeffekt er fundet 
som funktion af vindhastighden, ligesom de samhørende driftsbetingelser er 
fundet og verificeret vha. traditionelle aerodynamiske beregninger af effektkur-
ven. Risø’s støjprogram er anvendt til at udregne A-vægtet lydeffekt som funk-
tion af vindhastighden og målinger og beregninger er sammenlignet. Det er 
valgt at bruge lyd-effekten som sammenligningsgrundlag, idet omregningen fra 
lydtryk til lydeffekt eliminerer lyttepositionen. Dvs. en mindre uoverensstem-
melse i mikrofonens placering for hhv. måling og beregning får ikke betydning 
for sammenligningen af resultaterne. Det målte 1/3-oktav frekvensspektrum for 
lydtrykket ikke været tilgængeligt for analysen og det har derfor ikke været mu-
ligt at sammenligne beregninger og målinger spektralt. 
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Metode 
Risø’s støjprogram udregner den aerodynamiske støj fra rotoren på baggrund af 
rotorens stationære aerodynamik vha. en traditionel bladelement-metode. Støjen 
udregnes til en specifik vindhastighed i navhøjde. Det totale lydtryk beregnes 
ved en specifik mikrofon placering arbitrært til rotorens position. Lydtrykket 
beregnes som en sum af bidrag fra de forskellige støjkilder langs med bladene. 
En gennemsnitsværdi findes ved at beregne en gennemsnitsværdi for støjen fra 
rotoren ved at beregne forskellige azimut vinkler for bladene. Støjmodellen ta-
ger hensyn til bladenes aktuelle design fordi rotorens aerodynamik afhænger af 
denne. Derimod tager modellen ikke hensyn til hvilke type profiler der er på 
rotoren. Et standard NACA 0012 profil anvendes uanset de aktuelle profiler. 
Ligeledes medregner modellen ikke støj fra fremstillingsfejl på vingerne og det 
forudsættes at bagkanterne er skærpede. Modellen indeholder således kun bred-
båndet aerodynamisk støj fra vingerne og ikke mekanisk støj. Metoden er nær-
mere beskrevet i [8-5]. 
Driftsparametre 
Nogle af de nødvendige input-parametre til såvel aerodynamiske beregninger og 
støjberegninger har ikke været tilgængelige i form af målinger. For begge møl-
ler har det lodrette vindprofil været ukendt og bestemmelsen af vindhastigheden 
i navhøjde er derfor usikker. Driftsparametre i form af rotorhastigheden og blad-
vinkel som funktion af vindhastighed har ligeledes måttet estimeres ud fra aero-
dynamiske beregninger.. 
Støjberegninger for ASR mølle 
Figur 8-6 viser den beregnede A-vægtede lydeffekt (LWA) som funktion af vind-
hastigheden i 10 m højde (v10) sammenlignet med målinger. Der er god over-
ensstemmelse imellem beregning og måling med en forskel på mindre end 0.5 
dB ved hver vindhastighed. Dog er kurvernes facon ikke den samme. Stignin-
gen i målt lydeffekt fra 8 m/s til 9 m/s kan skyldes begyndende separation pga. 
pitch af vingerne, idet den højere vindhastighed i navhøjde gør at målingen fo-
retages tæt på møllens mærkeeffekt. Figur 8-7 viser det beregnede 1/3-oktav 
spektrum ved referencehastigheden 8 m/s. Det tilsvarende målte spektrum har 
ikke været tilgængeligt for undersøgelsen. Det ses at maksimalt lydtryk indtræ-
der i frekvensbåndet omkring 500 Hz. 
Der er god over-
ensstemmelse mellem 
målinger og 
beregninger – mindre 
end 0.5dB ved hver 
vindhastighed. 
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Figur 8-6 ASR mølle beregnet og målt total A-vægtet lydeffekt. 
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Figur 8-7 ASR mølle beregnet 1/3-oktav spektrum for lydtryk ved reference-
vindhastigheden 8 m/s. 
Støjberegning for PRVS mølle 
Figur 8-8 viser beregnet og målt A-vægtet lydeffekt som funktion af vindha-
stigheden i 10 m højde. Overensstemmelsen imellem beregning og måling er 
bedst for vindhastighdeder over 7 m/s hvor forskellen er mindre end 0.5 dB. Der 
er større forskel under 7 m/s, hvilket kan skyldes forskelle i møllens driftspara-
metre i hhv. beregning og måling. Specielt rotorhastigheden er vigtig for en kor-
rekt støjberegning, men i denne analyse har rotorhastighden været usikker fordi 
sammenhørende målinger af generatoreffekt, rotorhastighed og bladvinkler ikke 
har været tilgængelige. Disse er i stedet anslået ud fra en aerodynamisk bereg-
ning. Den maksimale lydeffekt optræder imidlertid ved 8 m/s og 9 m/s hvor ro-
toren har opnået sit mærke-omdrejningstal. Figur 8-9 viser det beregnede 1/3-
oktav spektrum for lydtrykket ved referencehastighden 8 m/s. Her har målinger 
ikke været tilgængelige. 
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Figur 8-8 PRVS mølle beregnet og målt total A-vægtet lydeffekt. 
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Figur 8-9 PRVS mølle beregnet 1/3-oktav spektrum for lydtryk ved referenceha-
stigheden 8 m/s. 
Vurdering 
Dette afsnit har vist beregninger med Risø’s støjmodel og målinger på hhv. 
ASR møllen og PRVS møllen. Nogle af de nødvendige input-parametre til såvel 
aerodynamiske beregninger og støjberegninger har ikke været tilgængelige i 
form af målinger, hvilket har medført usikkerhed på beregningerne. 
 
For ASR møllen er forskellen imellem beregninger og målinger mindre end 0.5 
dB for alle vindhastigheder fra 6 m/s til 9 m/s. Dog er formen på den beregnede 
kurve for lydeffekt som funktion af vindhastighed ikke helt den samme som for 
den målte. 
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For PRVS møllen er overensstemmelsen imellem beregninger og målinger god 
for vindhastigheder over 7 m/s med en forskel på under 0.5 dB. Der var lidt 
større afvigelser under 7 m/s, hvilket formentligt skyldes usikkerhed på møllens 
driftsparametre. 
 
For resultaterne som helhed var overensstemmelsen imellem beregninger og 
målinger god på trods af at usikkerhed på det nødvendige inputparametre samt 
manglen på målte støjspektre gjorde sammenligningen vanskelig. 
8.5 Konklusion 
Støjmodellerne fra 
DTU og Risø kan fo-
rudsige den maksi-
male støj inden for en 
usikkerhed på 1-2dB.
Støjberegningerne i dette kapitel har vist at de tilgængelige ingeniørmodeller 
som DTU og Risø har kan forudsige den maksimal støj inden for en usikkerhed 
på 1-2 dB. Dette forudsætter dog at møllens driftsbetingelser svarende til må-
linger kendes eller kan bestemmes nøjagtigt. Modellerne er derfor anvendelige 
til design af nye vinger og til at foretage de nødvendige afvejninger imellem høj 
energiproduktion og lav støj.  
 
Med deres nuværende detaljeringsgrad kan støjmodellerne ikke beregne støj 
som stammer fra uregelmæssigheder på vingerne. Desuden har modellerne ikke 
den rigtige følsomhed over for den lokale profilgeometri. Risø’s støjmodel an-
tager at såvel grænselag som støjudbredelse for profilet stammer fra målinger på 
NACA 0012. DTU’s støjmodel anvender en forudberegnet tabel med grænsela-
get for et vilkårligt profil imens støjudbredelsen er for samme NACA 0012. Det 
er derfor vigtigt at støjmodellerne videreudvikles så de får den rigtige følsom-
hed overfor profilkonturen. DTU og Risø har startet et fælles projekt op som 
skal videreudvikle modellerne. 
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9 Samlet analyse af MW-mølle -    
Thomas Buhl, Anders M. Hansen  
9.1 Indledning 
Formålet med dette arbejde er at benytte Risø’s analyse-kompleks, som delvist 
er udviklet og verificeret gennem tidligere EFP-projekter, til at analysere en 
MW mølle og hvis muligt, at foreslå forbedringer til det eksisterende design, 
hvis uhensigtsmæssigheder findes under analysefasen.  
Der er foretaget ae-
roelastiske beregnin-
ger og en stabilitets-
analyse af en MW-
mølle med hhv. 
HAWC og 
HAWCStab. 
 
Udgangspunktet for projektet har været at lave en god HAWC-model af MW-
møllen. En sådan model kræver principielt en god modellering af aerodynamik-
ken og en god modellering af møllens strukturelle egenskaber. 
 
Aerodynamikken i en HAWC-model er beskrevet ved et sæt profilkoefficienter. 
Disse kan bl.a. udledes udfra en af følgende måder: 
 
• Udledning af profilkoefficienter vha. 3D-korrektioner af 2D-
profildata hentet enten fra litteraturen (se kapitel 3), eller direkte ved 
måling af profilkoefficienter i vindtunnel (se kapitel 4). 
• Udledning af profilkoefficienter ved hjælp af CFD (se kapitel 2)  
• Udledning af profilkoefficienter ved at tilpasse disse til målinger fore-
taget på møllen (se kapitel 3).  
 
Sidstnævnte metode er valgt til at beskrive aerodynamikken for den konkrete 
MW-mølle. 
  
Den strukturelle del af HAWC-modellen er udarbejdet på baggrund af dels den 
aeroelastiske model, som fabrikanten har stillet til rådighed, dels på baggrund af 
tegninger og dels på baggrund af oplysninger i e-mails samt telefonsamtaler 
med ansatte hos fabrikanten. Modellen er tunet ved at foretage frekvenssam-
menligninger mellem beregninger og målinger under stilstand. Endvidere er 
foretaget sammenligninger mellem beregnede og målte 10 minutters statistiske 
værdier (middelværdier  og standardafvigelser) af normale driftssituationer. De 
beregnede værdier findes med HAWC. Når  både beregnede egenfrekvenser og 
statistiske værdier er i overensstemmelse med målinger haves en god HAWC-
model for møllen, som kan anvendes til videre analyser. 
 
Der er efterfølgende fortaget en stabilitetsanalyse med HAWCStab (se kapitel 7 
for yderligere detaljer om HAWCStab), og resultatet viser, at der findes margi-
nalt ustabile tilstande for denne mølle. Der er slutteligt diskuteret og analyseret 
forslag til at forøge dæmpningen af enkelte tilstande. 
9.2 Sammenligning med stilstandsmålinger 
I dette afsnit vil frekvenser fra stilstandsmålinger blive sammenlignet med  fre-
kvenser fra HAWC analyser. I Figur 9-1 er vinden i en 10 minutter periode vist.  
Middelvindhastigheden for denne periode er 10,55 m/s og standard afvigelsen 
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er 0,75 m/s, hvilket giver en turbulensintensitetsfaktor på 7,1%. Denne intensi-
tet bruges i de efterfølgende beregninger. 
 
I det følgende vil lastspektrer for forskellige sensorer på målingerne blive sam-
menlignet med de tilsvarende for beregningerne. 
 
Figur 9-2 viser to lastspektrer af  de målte tårnbundsmomenter (øverst) samt de 
beregnede tårnbundsmomenter (nederst) normeret med hensyn til 1P. De to vi-
ste lastspektrer er tårnbundsmomenter om aksiel og lateral retning.  
 
Af det øverste spektrum ses det at den første tårnfrekvens er 1,19P. Af det ne-
derste spektrum ses det at der er to spidser. Den første ligger ved 1,12P og er 
første tårnfrekvensen og den anden findes ved 1,29P og er tårndæmperen, som 
møllen er udstyret med. Ydermere ses der en spids ved 4,33P på Figur 9-2, hvi-
let er første tiltfrekvens. Den tilsvarende tiltfrekvens for beregningerne ses ved 
4,43P. 
 
Figur 9-1: Den målte vind i en 10 minutter periode, hvor møllen er i stilstand. 
Middelvinden er 10,55 m/s og standardafvigelsen er 0,75 m/s. 
 
 
Figur 9-2: To lastspektrer normeret med hensyn til 1 P  er vist. Øverst ses et 
spektrum for de målte tårnbundsmomenter og nederst ses det tilsvarende spek-
trum for de beregnede tårnbundsmomenter. 
Der er en markant spids ved 2,30 P på beregningsresultatet i Figur 9-2, hvilket 
ikke findes på målingerne. Denne frekvens er akseltorsion og grunden til at den 
ses i beregningerne og ikke i målingerne hænger sammen med måden en stil-
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Forskel i spektrer 
skyldes forskel i må-
den at simulere stil-
stand. 
standssituation er simuleret i HAWC. I HAWC er hovedaksen låst i tårntopknu-
den og akseltorsion ses derfor tydeligt, mens i den konkrete måling er hovedak-
sen ikke bremset og derfor fri til at rotere. 
 
I Figur 9-3 ses en direkte sammenligning mellem målinger (øverst) og de tilsva-
rende beregninger (nederst) på lastspektrer af de kantvise bladrodsmomenter. 
Igen ses den første tiltfrekvens ligger på 4,33P for målingerne mens den for be-
regningerne ligger ved 4,43P. Det ses også at den første kantfrekvens er 6,21P 
for målingerne, mens den er 6,28P for HAWC beregningerne. Der ses god over-
ensstemmelse mellem 
stilstandsmålinger og 
beregninger. 
 
Dette afsnit viser, at der er en god overensstemmelse mellem stilstandsmålinger 
og de beregnede værdier. 
 
 
 
Figur 9-3: To lastspektrer normeret med hensyn til 1 P  er vist. Øverst ses et 
spektrum for det målte kantvise bladrodsmoment og nederst ses det tilsvarende 
spektrum for det beregnede bladrodsmoment. 
 
9.3 Sammenligning mellem normaldriftsmålinger 
og HAWC beregninger 
I dette afsnit vil 10 minutters middelværdier samt standardafvigelser af målinger 
blive sammenlignet med de tilsvarende HAWC beregninger. Generelt for må-
lingerne ses en del målepunkter, som falder udenfor det generelle billede. Disse 
skyldes, at målingerne ikke er rensede for måleserier for start/stop situationer. 
 
Figur 9-4 viser produktionen som funktion af vindhastighed for målinger samt 
HAWC beregninger. Der er generelt en god overensstemmelse mellem målinger 
og beregninger. Afvigelserne i middelværdien mellem målte og beregnede vær-
dier tilskrives kombinationen af tilstedeværelsen af turbulens og at der ikke er 
implementeret regulering. 
Regulering er ikke 
medtaget i HAWC-
modellen. 
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Figur 9-4: Produktion normeret med hensyn til mærkeeffekt som funktion af 
vindhastighed. Målingernes 10 minutters  middelværdier er markeret med røde 
krydser, mens standardafvigelserne er markeret med grønne krydser. De blå 
stjerner er 10 minutters middelværdier for beregningerne, mens de lilla bokse 
er standardafvigelser for beregningerne. Målingerne er ikke korrigeret for for-
skelle i densiteten. 
I Figur 9-5 er det normaliserede tværgående tårnbundsmoment vist som funkti-
on af vindhastigheden. Det ses, at der er en god overensstemmelse mellem må-
linger og beregninger, også når det gælder standardafvigelser. Beregningerne er 
korrigerede i forhold til målingerne, da målingerne er foretaget på en strain 
gauge, der er placeret forskudt fra tårnbunden. 
 
Til sidst sammenlignes det flapvise bladrodsmoment fra målinger med de be-
regnede værdier. På Figur 9-6 ses flapmomentet som funktion af vindhastighed. 
Der er igen en god overensstemmelse mellem målinger og beregnede værdier 
for både middelværdier og standardafvigelser. 
 
Figur 9-5: Normeret tårnbundsmomentet om y aksen er vist som funktion af 
vind hastighed. Der er anvendt samme farve- og symbol-kode som i Figur 9-4. 
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Figur 9-6: Normeret bladflapmomentet for forskellige vindhastigheder. Farve-
kode er den samme som på de forgående figurer. 
Der ses god over-
ensstemmelse mellem 
beregninger og 
målinger, hvor møllen 
er i normal drift. 
I dette afsnit blev det vist, at der er en god overensstemmelse mellem beregnin-
ger og målinger. Dette indikerer, at den fremstillede HAWC model er en god 
beskrivelse af den virkelige mølle. 
9.4 Stabilitetsanalyse 
Dette afsnit beskæftiger sig med stabilitets analyse. Stabilitets analysen er forta-
get i HAWCStab og anvender den HAWC model, der ligger til grund for den 
foregående analyse. 
 
Figur 9-7 viser egenfrekvenserne for de aeroelastiske møllesvingningsformer 
som funktion af vindhastigheden. De forskellige svingningsformer er vist med 
de navne, der er på figuren. Det skal bemærkes at den nuværende version af 
HAWCStab ikke medtager tårndæmpere og denne er derfor ikke med i den viste 
og de følgende figurer. 
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Figur 9-7 Egenfrekvenser for de aeroelastiske møllesvingningsformer ved for-
skellige vindhastigheder 
I Figur 9-8 ses den aeroelastiske dæmpning for vindhastigheder mellem 14 og 
18 m/s. Det ses, at akseltorsion er meget negativt dæmpet, men dette hænger 
sammen med at den nuværende HAWCStab version ikke inkluderer en genera-
tormodel. Det ses ydermere af Figur 9-8, at den første tårnsvingningsform i akse 
retningen også er negativt dæmpet for vindhastigheder over 15 m/s. Det skal her 
bemærkes at møllen er monteret med en tårndæmper og svingningsformen er 
dermed ikke ustabil. Hvis denne svingningsform betragtes som marginalt usta-
bil, vil vi i det følgende forsøge at gøre denne svingningsform mere dæmpet og 
dermed mere stabil. 
Ingen generatormodel 
i HAWCStab medfø-
rer lav akseltorsion 
dæmpning. 
9.5 Løsningsforslag til den marginalt ustabile 
driftssituation 
I dette afsnit bliver løsningsforslag til den tænkte marginalt ustabile svingnings-
form diskuteret. Det skal forsøges at forøge dæmpningen af den første aksiale 
tårnsvingningsform. 
 
I Figur 9-9 er vist det dimensionsløse arbejde ud langs vingen for et blad på 
møllen. Denne figur viser, at der er et område på vingen, hvor der er negativt 
arbejde, og det er her, den negative dæmpning af tårnsvingningsformen kommer 
fra. 
Negativt arbejde på 
vingen er årsagen til 
det lavt dæmpede 
tårn.  
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Figur 9-8: Aeroelastisk dæmpning angivet i logaritmisk dekrement (i %) som 
funktion af vindhastighed 
Det største negative arbejde findes i området fra ca. 80 % vingeradius til ca.  
100 % vingeradius. Ved at sætte stallstrips i dette område kan det negative ar-
bejde blive gjort mindre, og måske endda blive til et positivt arbejde. 
 
Stallstrips kan forøge 
tårndæmpningen. 
På Figur 9-10 er vist den aeroelastiske dæmpning som funktion af vindhastig-
hed og for forskellige længder af stallstrips monteret på vingerne. Det skal be-
mærkes, at 3D-effekterne af stallstrips ikke modelleres hverken af HAWC eller 
HAWCStab. dvs. at en stallstrip kun påvirker netop den profilsektion, hvorpå 
den er monteret, og ikke nabosektionerne, selvom der i virkeligheden vil være 
påvirkninger af profilkoefficienterne ud langs bladet. 
 
 
Figur 9-9: Arbejdet som funktion af normeret vinge radius. 
 
Risø-R-1434(DA)  119
  
Figur 9-10: Aeroelastisk dæmpning af tårnsvingningsformen for forskellige 
vindhastigheder og for forskellige længder af stallstrips. 
Det ses af Figur 9-10, at der skal forholdsvis lange stallstrips til for at hæve 
dæmpningen til et niveau omkring nul, men at selv små stallstrips kan stabilise-
re møllen yderligere i den nuværende konfiguration med tårndæmper. 
9.6 Konklusioner 
En MW mølle er blevet analyseret og sammenlignet med målinger på møllen 
ved hjælp af Risø’s analyse-kompleks. Der var en god overensstemmelse mel-
lem stilstandsmålingerne og de beregnede værdier med HAWC for stilstandssi-
tuationen. HAWC beregninger for normaldriftssituationer blev sammenlignet 
med målinger og en god overensstemmelse mellem disse blev fundet for både 
middelværdier og standardafvigelser. 
 
En stabilitets analyse blev foretaget af den udviklede HAWC model. Denne vi-
ste, at der var en svingningsform, der var negativt dæmpet, som dog i den rigti-
ge mølle er elimineret med en tårndæmper. Dæmpningen af denne svingnings-
form blev forsøgt øget, og dette lykkedes ved at montere stallstrips på en del af 
bladet.  
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10 Konklusion 
I Energi Forsknings Projektet ”Anvendelse, demonstration og videreudvikling 
af avancerede aerodynamiske og aeroelastiske modeller” (EFP2002) har Risø 
og DTU demonstreret anvendelsen af sine værktøjer på flere forskellige vind-
mølledesigns i MW-størrelsen. Værktøjerne er udviklet på Risø og DTU igen-
nem en årrække. Disse er 3D CFD (EllipSys), aktuatordisk, numerisk optime-
ring (HAWTOPT), aeroelastiske koder med og uden antagelse af ulineær struk-
tur (FLEX og HAWC), stabiltetsværktøj (HAWCStab) og støjberegninger. Tradi-
tionelt benytter møllefabrikanterne udelukkende en aeroelastisk kode med anta-
gelse af lineær struktur. De anvendte værktøjer har således været avancerede 
metoder til at bestemme aerodynamikken og strukturdynamikken. Sammenlig-
net med traditionelle metoder har de avancerede metoder bl.a. vist: 
• at aerodynamikken ved tippen ikke kan analyseres helt korrekt for en 
ikke-roterende vinge, idet strømningen ved tippen for en roterende og 
ikke-roterende vinge er forskellig. 
• at modstandskoefficient-fordelingen på en rotor under stilstand ifølge 
CFD-beregninger skal forøges fra roden ud mod tippen. 
• at den maksimale opdriftskoefficient i 2D-profildata skal reduceres ved 
tippen og forøges kraftigt på den inderste del af rotoren, mens mod-
standskoefficienten generelt skal forøges for alle profilsektioner på vin-
gen, når strømningen separerer. 
• at valg af profilegenskaber, aerodynamisk såvel som strukturelt, er vig-
tig for en mølles design, laster og støj. 
• at kantsvingninger under stilstand beregnet med en aeroelastisk kode er 
mest kritiske omkring indfaldsvinklerne –40º og 140º, og at disse 
svingninger afhænger helt af de givne kurver for opdrift og modstand. 
Niveauet for disse kurver er behæftet med en vis usikkerhed. 
• at energiproduktionen falder ved store udbøjninger af vingerne. 
• at vingernes flapegenfrekvens stiger ved store udbøjninger. 
• at der sker en øget kobling mellem vingernes kant- og torsionsfrekvens 
ved store udbøjninger. 
• at et overblik over dynamikken for et mølledesign kan opnås ved an-
vendelse af HAWCStab. 
• at vindmøllestøj kan bestemmes inden for et par dB’s nøjagtighed. 
• at en marginalt ustabil tårnsvingningsform for en aktivt stallreguleret 
mølle kan skyldes lav aerodynamisk dæmpning på den yderste del af 
vingerne, og at dæmpningen for denne svingningsform kan øges ved at 
montere stallstrips på den yderste del af vingen. 
 
Samlet har resultaterne fra projektet vist, at de avancerede metoder anvendt af 
Risø og DTU kan analysere fænomener på møller mere detaljeret end ved tradi-
tionelle metoder. Resultaterne har også vist, at de mere avancerede metoder un-
derstøtter den eksisterende designproces. Desuden kan resultaterne danne bag-
grund for mulige designændringer, idet muligt designgivende situationer er 
kommet nærmere en afklaring. 
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